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摘要：为探究压力对干燥效率的影响规律，本文基于解吸-升华模型建立带压冷冻干燥过程模型，计

算结果与实验偏差在 10%内。模拟了 21.5%w/w 球形甘露醇颗粒在不同来流压力 (1~101.325kPa) 的冷

冻干燥过程，结果表明：干燥效率随压力增加先升高后降低，本文工况下干燥效率峰值在 5~9kPa，

干燥效率峰值随颗粒直径、来流温度和流速的增加向高压区移动，随孔隙直径的增加向低压区移动。

带压干燥过程随干燥区增加，干燥速率逐渐表现为快速上升、匀速下降与快速下降的特点。
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0 前言

真空冷冻干燥 (VFD,Vacuum Freeze drying) 主要包括冻结、升华干燥 (初次干燥)和
解吸干燥 (二次干燥) ，其中升华干燥主要去除自由水 (总含水量的 65~90%) ，解吸干

燥去除以物理或化学方式与固体基质结合的结合水(总含水量的 10~35%) 。升华干燥需

要维持高真空环境导致 VFD 成本高，效率低[1]。

与真空冷冻干燥相比，Meryman(1959)提出的常压冷冻干燥省去抽真空设备，采用

对流换热方式，传热效率提高，能源损耗较真空冷冻干燥低 30~40%[2]。常压冷冻干燥

(AFD，Atmospheric freeze drying) 是指在常压或接近常压下以低于物料冰点温度进行对

流干燥，依靠物料周围的水蒸气分压与升华界面上的饱和蒸汽压差使得冷冻物料中的

水分得以升华[3]。尽管常压冷冻干燥能耗低，物料质量高，但仍存在干燥效率低、干燥

期间物料融化、物料收缩等问题。目前国内外学者多围绕基于吸附流化床和热泵除湿

两种方式提高进行研究，此外，通过其他能量供应方式 (如微波[4, 5] (加强热源与物料的

传热) 、超声波[6, 7] (减少内外传质阻力) 、涡流管[8]) 或多种能量供应方式混合[1]提高常

压冷冻干燥效率。

控制压力是影响干燥效率的重要工艺参数。传质阻力一定时，降低干燥压力，则

物料内外压力梯度增大促进水蒸气向外输运，促进冰晶升华。但压力过低会导致对流

太小，热导率降低，物料难以获取热量，干燥速率随之减慢，因此干燥压力有待优化。

Sandall (1967) [9]等通过一维准稳态模型及试验 (以火鸡肉块为材料) 发现惰性气体压力

在 0~760mmHg 范围内增加时干燥速率受压力影响存在峰值 (压力范围 7~17mmHg 内)。
一些学者考虑压力调节来提高干燥效率。Litchfield (1981) [10]等对 6mm 火鸡肉在恒压

0.2/4mmHg、周期幂指数降压 (933 至 22.1Pa) 、周期匀速降压 (933 至 25Pa) 、周期方形



波压力变化 (933 至 25Pa、6mmHg 至 2/4mmHg) 四种控压策略下利用解吸-干燥模型计

算比较干燥效率，结果表明周期循环压力法相较恒低压有助于提高干燥效率，但效果

不及最优恒压值。Lombrana 和 Villaran (1997) [11]通过 2mm 球形谷物在吸附流化床常压

冷冻干燥试验得出：随着压力由 760mmHg 降至 410mmHg，干燥效率增加，继续降压

至 310mmHg，干燥效率无明显变化。现有研究仅关注带压冷冻干燥效率受压力单一因

素的影响，未考虑其它工艺参数与压力协同作用对干燥效率的影响；控压策略仍依靠

经验确定，压力调节范围小。

由于试验耗时长，冷冻干燥研究多以仿真模拟研究为主。升华干燥是整个干燥过

程耗能占比最大、耗时最长的阶段[12]，因此对冷冻干燥效率研究聚焦于升华干燥阶段。

目前常压冷冻干燥模型以冰界面均匀退却模型 (URIF)为主[13, 14]，还包括一些经验或

半经验动力学模型[15, 16]。经验或半经验动力学模型受到物料的种类和形状等参数限制

适用性差，而 URIF 模型虽然在形式上较为简洁，但干燥过程的关键传热传质参数通常

依靠具体实验获得，模型应用受工况改变限制；解吸-升华模型同时考虑惰性气体与水

蒸气的传热传质过程，与 URIF 模型与经验动力学模型比较，对惰性气体压力的影响机

制描述更为全面具体；然而传统解吸-升华的模型外表面的边界条件固定(多为第二类边

界条件)，忽略了物料外部非稳态环境温度、压力、浓度、流动场间的交互影响。

因此，本文将外部流动场引入解吸-升华模型来描述干燥物料外部流场变化，建立

球形甘露醇颗粒带压冷冻干燥的热-质耦合的物理模型，探究压力及其他因素与压力协

同作用对带压冷冻干燥过程干燥效率的影响规律，为带压冷冻干燥控压策略设计提供

理论指导。

1 材料与方法

1.1 模型描述

本文模拟干燥流道内球形甘露醇冷冻颗粒的升华干燥过程，如图 1 所示，冷冻颗

粒在流道中间，入口均匀来流为干燥物料提供升华所需热量。干燥过程中物料表面的

冰晶最先升华，随着干燥的进行，升华界面逐渐向物料内部移动，界面处的产生的水

蒸气在浓度梯度驱动下通过干燥区的孔隙离开物料，升华界面逐渐向内移动直到升华

干燥结束。已完成升华干燥的区域称为干燥区，未完成的为冻结区。干燥区由固体基

质和孔隙组成，冻结区由固体基质和孔隙内冰晶组成，两者通过升华界面进行区分。

本文以传统冷冻干燥模型中包含惰性气体流动的解吸-升华模型为基础建立模型。

为简化控制方程，本研究作如下假设：

1)假设干燥物料均匀且各向同性；

2)物料内部满足局部热平衡假设；

3)升华仅发生在干燥层与冷冻层的界面，升华界面厚度无穷小；

4)外部流场和物料干燥区域内是处于理想状态的水蒸气与惰性气体的混合气体；

5)忽略升华阶段干燥层中结合水的影响；

6)冷冻层中无气体流动；

7)干燥过程中不考虑物料收缩和重力影响。



图 1 干燥过程示意图

Fig. 1 The diagram of the physical model.

1.2 求解方程

1.2.1 传热模型

对于隧道式常压冷冻干燥，均匀来流从干燥腔入口进入，流经物料表面并将热量

传递给物料；在对流、传导、辐射等各种热物理现象的作用下，热量逐渐传递至物料

内部，使多孔介质物料孔隙中的固态冰晶升华为水蒸气。本文仅考虑由对流、传导引

起的热量交换。

在自由流场和干燥区中，热量传递以对流和传导为主，在冷冻区中，热量传递以

传导为主。根据能量守恒定律可得到传热方程如下：
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式中，ρ、��、λ、�分别为有效密度、比热容、热导率与热扩散系数，下标 I，II，
f 分别表示物料干燥区、冷冻区、水蒸气和惰性气体的混合气体； �� + �� 是水蒸气和

惰性气体的总质量通量。混合气体的物性采用物性混合规则计算。

本文假设多孔介质的物性参数为各向同性，以干燥物料的孔隙率�为权重采用体积

平均的思想对式干燥区和冷冻区的物性计算如下：
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式中��为混合气体流速。对流项中流速通过连续性方程和 Navier–Stokes 方程联立

求解。对自由流动区，其形式如下：
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对干燥区的多孔介质孔隙内部流动，其形式如下：
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式中�为混合气体动力粘度；�为干燥区渗透率。

1.2.2 传质模型

水蒸气传递由气体流动与自身扩散两部分共同作用，自由流场和物料干燥区的水

蒸气传质方程如下：
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式中��为水蒸气浓度；�为水蒸气与惰性气体的二元扩散系数。

由于流场为惰性气体-水蒸气组成的二元组分混合物，因此在外流场确定时，仅需

求解单个组分的浓度场即可。本文模型求解水蒸气浓度分布，再根据外部压力场和水

蒸气浓度场确定惰性气体浓度场。

尘气模型 (DGM) 考虑了所有可能的气体分子相互作用和碰撞[19]，因此惰性气体、

水蒸气质量通量采用尘气模型来描述[20]：
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其中，�1、�3分别为由水蒸气和惰性气体浓度差导致的气体扩散系数；�2、�4分

别为由混合气体总压差导致的水蒸气和惰性气体扩散系数，求解公式如下：
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式中，���
� 、���

� 分别为多孔介质内水蒸气和惰性气体的有效克努森扩散系数，

m^2/s，由��
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m^2，本文采用 Carman-Kozeny 表达式计算[22]，� = ��
2

180

�3

1−� 2。

1.2.3 升华界面相变的热质守恒

基于局部热平衡假设，干燥区和冷冻区在升华界面温度相同，升华界面处热质耦

合能量守恒方程如下：
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物料升华界面处的饱和蒸气压与温度相关，文献给出升华界面处水蒸气饱和蒸气

压的计算公式[23]：

��� = 10 −2663.5
� +12.537 # 17

随着干燥过程进行，升华过程由物料表面向内部进行，升华界面移动速度由能量

平衡计算得到：
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1.3 模型参数,初始与边界条件

甘露醇，又称 D-甘露醇，是自然界中含量最多的六碳糖醇。在冻干过程中，甘露

醇常作为蛋白类活性成分的赋形剂、注射剂的填充剂，因此本文选用 21.5%w/w 甘露醇

溶液的球形颗粒作为模拟材料，其相关物性如表 1 所示。

表 1 21.5%w/w 甘露醇物性参数

Table1 Physical properties of mannitol solution(21.5%w/w)

参数含义 参数 数值

冰晶密度 �� 920[kg/m^3]
固体基质密度 �� 1514[kg/m^3]
冰晶热容 ��,� 2100[J/kg/K]

固体基质热容 ��,� 1383[J/kg/K]
冰晶热导率 �� 2.56[W/m/K]

固体基质热导率 �� 0.2014[W/m/K]
升华焓 ∆�� 2.84[MJ/kg]
孔隙率 � 0.785
迂曲度 � 2

干燥流道内流场的初始条件为：

�� �=0
= ��，�� �=0

= �0，��,� �=0
= 0# 19

冷冻颗粒初始条件为：

�� �=0= ��� �=0 = �0# 20
本文假设初始时刻冷冻颗粒干燥区内水蒸气浓度均匀分布，根据理想气体方程可

到干燥区初始时刻混合气体总压力和水蒸气浓度为：
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对于模型的边界条件，假设干燥流道入口为均匀来流，因此干燥流道入口条件为：
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对干燥流道出口� = �
2
处，压力出口条件静压为 0 (抑制回流) ，温度、水蒸气浓度

为默认流出条件。

本文通过不同尺寸的颗粒在不同工况下的干燥过程探究来流压力对干燥效率影响，

模型参数如表 2 所示[18]。

表 2模型参数

Table2 Operating conditions

参数含义 参数 数值

来流压力 �0 1~101.325kPa
来流温度 �� 253,258,263K
来流流速 � 0.1,0.3,0.5m/s
颗粒直径 �� 0.1,0.5,2.0mm
颗粒内部

孔隙直径
�� 0.5,2.0,5.0μm

流道直径 Φ 0.1m
流道长度 � 0.2m
初始温度 �0 200K

1.4 模型求解与验证

本文采用多物理场耦合求解软件 COMSOL Multiphysics 5.6 对上述模型进行求解，

分别采用自由和多孔介质流动模块、多孔介质传热模块和多孔介质稀物质传递模块耦

合对压力场、温度场和浓度场控制方程进行求解，升华界面升华潜热由浓度的拉格朗

日算子计算的边界热源来表征。求解时以 2000 为临界雷诺数判断外流场为层流或湍流。

时间离散采用向后差分法，求解步长为自由时间步长，容差由物理场控制。

本文采用带压对流解吸-升华模型对不同物料 (火鸡肉块、苹果块) 在大气压下的干

燥过程进行计算，计算条件及结果如表 3 所示，残余含水随时间时间变化如图 2 所示。

图 2(a)表示本文模型计算 6mm 火鸡肉的常压干燥过程与 Sandall (1967) [9]文献模型的偏

差在 8.3%，图 2(b)表示本文模型计算 8mm 苹果块的常压干燥过程与 J.V. Santacatalina
(2015) [24]文献实验值的偏差在 10%，该结果验证了本文模型可行性。造成差异的原因

可能在于模型对物性的均匀描述与实际材料不同。

表 3模型验证

Table3 Model validation

计算条件

火鸡肉 苹果块

物料尺寸 25.4mm*25.4mm*6.0mm 8.8mm*8.8mm*8.8mm
流道直径 Φ50mm,L90mm 圆柱通道

惰性气体压力 101.325kPa
惰性气体流速 0.68m/s 2.00m/s



惰性气体温度 266.45K 263.15K
计算结果

文献 60.0h 37.5h
本文 65.0h 33.7h
偏差 8.3% 10%

图 2 模型与文献对比

Fig. 2 Validation against literature (a) : Sandall (1967); (b) : J.V. Santacatalina (2015)

2 结果与讨论

2.1 干燥过程分析

以 0.1m/s、263K 来流下 0.5μm 孔隙直径的 2.0mm 颗粒为例进行干燥过程分析。图

3 为不同时刻颗粒内部水蒸气浓度分布，由于冷冻区内无气体流动，该图也可观察到颗

粒干燥区变化。由升华界面包裹的冷冻区随干燥过程逐渐减少，当颗粒干物质残余含

水量降至 1%时[17]，干燥过程结束。图 4 为不同时刻颗粒内部温度分布，冷冻区热导率

高于干燥区，冷冻区温度分布较干燥区更为均匀。外部流场导致迎风面较背风面干燥

快。

图 5(a)为不同压力下残余水含量随时间变化，相同残余含水量下 9kPa 所需干燥时

间最短。图 5(b)为不同压力工况的干燥过程中干燥速率，如图所示，带压冷冻干燥过

程根据干燥速率可分为快速上升段、匀速下降段与快速下降段。在高含水量时，经过

短暂的升温过程后物料达到来流压力对应的饱和温度，物料表层冰晶开始升华，干燥

速率快速上升；随着含水量降低，升华界面向物料内部移动。热量传至颗粒表面后通

过干燥层传至升华表面，从而使升华界面发生升华产生水蒸气，水蒸气由干燥层向颗

粒外部迁移。该过程中，颗粒干燥层温度与浓度梯度随着干燥层厚度增加而增加，物

料含水量越低，干燥速率越低；当含水量降低至一定值时干燥速率与含水量曲线出现

“凸形”， 干燥速率快速下降。



图 3 不同时刻颗粒的水蒸气浓度温度分布：(a) 3600s, (b)7200s, (c) 9360s

Fig. 3 Vapor pressure distribution during sublimation drying process after (a) 3600s, (b)7200s, (c)

9360s.

图 4 不同时刻颗粒的温度分布：(a) 3600s, (b)7200s, (c) 9360s

Fig. 4 Temperature distribution during sublimation drying process after (a) 3600s, (b)7200s, (c)

9360s.

图 5 不同压力工况下残余含水量与干燥速率随干物质含水量变化

Fig. 5 Variations of moisture ratio and sublimation rate during drying process with different pressure.

2.2 压力对干燥效率的影响

干燥时间用来表征表示整个干燥过程的干燥效率，干燥时间越长，干燥效率越低。

本文选取 1~101.325kPa 范围内 14 个压力工况进行计算，干燥时间越低意味着干燥效率

越高。从图 6(a)可看出对 0.1~2.0mm 直径球形颗粒的带压冷冻干燥，随着来流压力增

加，干燥效率出现先增加后降低的趋势，干燥效率在转折点处出现峰值。颗粒直径越



大，干燥效率越低。

图 6 工况参数对干燥时间的影响：(a) 颗粒直径, (b)来流温度, (c) 空隙直径, (d)来流流速

Fig. 6 Effect of operating parameters on drying time: (a) particle diameters, (b)pore diameters, (c) inlet

temperatures, (d) inlet velocities.

对 0.1m/s 来流下 0.5μm 孔隙直径的 2.0 mm 颗粒，来流温度由 253K 增至 263K 时，

如图 6(b)所示，随着来流温度的提高，干燥效率越高，干燥效率峰值压力向高压方向

移动。对于 0.1m/s、263K 来流下 2.0mm 颗粒，内部孔隙直径由 5.0μm 减小至 0.5μm，

如图 6(c)所示，随着颗粒内部孔隙直径的降低，干燥效率降低，干燥效率峰值压力向

高压方向移动。图 6(d)表明随着来流流速由 0.3 m/s 减小至 0.1m/s，0.5μm 孔隙直径的

2.0mm 颗粒干燥效率峰值向高压方向移动，而流速由 0.5 m/s 减小至 0.3m/s 时，干燥效

率峰值无变化。流速越大，干燥效率越大。

3 结 论

本文以传统的解吸-升华模型为基础建立了描述带压冷冻干燥过程的模型，通过引

入外部流动场来描述物料外部非稳态温度、压力、浓度、流动场对带压冷冻干燥效率

的影响。模拟结果与文献中常压下 6mm 厚火鸡肉块的模拟结果与 8mm 厚苹果块的实

验结果吻合较好，偏差不超过 10%，验证了本文模型的可行性。采用本文模型对

21.5%w/w 球形甘露醇颗粒的带压冷冻干燥过程进行计算，对比不同颗粒直径

(0.1,0.5,2.0mm)、颗粒内部孔隙直径(0.5,2.0,5.0μm)、来流温度(253,258,263K)、来流流



速(0.1,0.3,0.5m/s)下的 1~101.325kPa 范围来流压力的冷冻干燥效率发现随着来流压力增

加，干燥效率出现先升高后降低的趋势，干燥效率在转折点处出现峰值(5~9kPa)。峰值

对应压力随颗粒直径、来流温度、流速增加向高压移动，随内部孔隙直径增加向低压

移动。干燥效率随颗粒直径增加而减小，随内部孔隙直径、来流温度、流速增加而增

加。随着干燥过程进行，干燥区内部传热传质阻力增加，带压冷冻干燥过程的干燥速

率随残余含水量减小逐渐呈现快速上升、匀速下降与快速下降段三个特征。
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摘要：在全钒液流电池的研究中，传统的等效模型无法充分考虑带流场结构电堆内部的物理场分布。

因此，本文在考虑电极不均匀变形的情况下，建立了一种多维等效阻力网络模型，该模型在考虑到单

电池内部物理场分布的同时对电堆进行仿真。模型采用 Hardy-Cross 法迭代计算流道及电极内的流量分

布情况，再基于流场的分布，耦合分块模型以及等效电路模型求解电池的充放电和物质传递过程。计

算获得的多物理场分布与实验以及三维 CFD 仿真结果具有良好的一致性。此外，本文还探究了全钒液

流电池电堆中的流量分布情况以及电堆的充放电过程，为全钒液流电池电堆等效模型的开发提供了参

考。

关键词：全钒液流电池；网络模型；电堆等效模型；侵入电极

0 前言

在各种储能系统中，全钒液流电池作为一种电化学储能技术，由于其电池正负极均

采用钒离子作为活性物质，避免了离子的交叉污染，且功率和容量相互独立，可以通过

增加电解液体积增加电池容量，通过增加电池数量提高电池输出功率，因此针对全钒液

流电池特别是液流电池电堆的研究兴趣日益增加。

近年来，许多研究人员从各种不同角度优化了电池的运行工况，通过改变流场结构

以及流量策略等方式提升了电池性能。Konig[1]等人使用多物理电池模型和所提出的瞬时

效率确定方法来推导效率与流量的关系。应用优化算法来识别由充电状态（SoC）和电

流定义的操作点的最佳流速，进行了流量优化。Messaggi[2]等人进行了叉指型流道和蛇

形流道液流电池的三维仿真，探究了其中的多物理场分布特点，但是使用三维高精度模

型需要较大的计算资源以及计算时间，难以适应液流电池规模放大的要求。

Wandschneider[3]等人考虑支路电流建立了三电堆模型，研究了电堆之间管路连接方式对

于支路电流的影响。Konig[4]等人对全钒液流电池沿流动方向进行了分层，并探究了其电

流以及过电位分布，但是无法考虑到单电池流道结构的影响。Ke[5]提出了一种单电池的

二维等效模型，结合所提出的等效模型进行了最大电流密度预测。Gundlapalli[6]等人结合

有限元模拟进行分析将流动网络模型运用于蛇形流场，并且考虑了侵入电极的影响，该

模型可以计算出电极内的流量和流道内的流量的分配占比。

Ha[7]等人研究了关于液流电池的两层网络流动模型，该模型有利于求解各种流场结

构中的流动问题，但没有对其他物理场进行考虑。此外，同组 Jiao[8]等人探究了蛇形流

场全钒液流电池的三维宏观分块网络模型，该模型研究了蛇形流场的多物理场分布以及



不同电极压缩率下电池性能。

本文将使用多维等效阻力网络模型求解全钒液流电池电堆中的流动问题，结合分块

模型求解电堆中的多物理场，并利用相同条件下的实验结果对耦合模型进行验证，希望

通过这个模型可以对液流电池电堆系统进行更好的仿真分析，获得电堆内部单电池物理

场分布。

1 模型

1.1 物理几何模型

为了充分验证本文所创建的多维等效阻力网络模型，图 1 为蛇形流场液流电池几何

模型，其中电极板长宽均为 42mm，其他参数与文献[9, 10]中模型一致，用以对比有限元

模型与多维等效阻力网络模型的预测结果。

图 1 结构示意图：(a) 带蛇形流场的液流电池 (b) 包涵流道电极连接区域的切面 (c) 包涵流道下电极



的切面 (d) 包涵肋下电极的切面

表 1 几何参数

参数 符号 值

电极初始高度 d0 6mm
流道宽 wch 2mm

流道初始高度 dch 2mm
肋宽 wrib 2mm

由于电池装配压力使得电极压缩变形，部分电极会入侵至流道内。不同装配压力下

电极压缩率不同，压缩率由下式计算

0

CR=1- pd
d

（1）

其中 CR 为电极压缩率、 0d 为电极初始厚度(mm)、 pd 为压缩后电极厚度(mm)。不同压

缩率下电极厚度、电极入侵高度、孔隙率和渗透率均由文献[10]中实验测得。其他电池参

数均总结于表 2 当中。

表 2 传输及电化学参数

参数 符号 值 备注

电解液密度 ρ 1680 kg m-3 [9]

电解液动力粘度 μ 4.928×10-3 Pa s [11]

电解液体积 V 20mL [9]

温度 T 297K [9]

钒离子浓度 C0 1.5mol L-1 [9]

V2+扩散系数 D2 3.125×10-12 m2 s-1 [12]

V3+扩散系数 D3 5.93×10-12 m2 s-1 [12]

VO2+扩散系数 D4 5.0×10-12 m2 s-1 [12]

VO +
2 扩散系数 D5 1.17×10-12 m2 s-1 [12]

质子交换膜厚度 dm 0.2mm [9]

1.2 假设与简化

液流电池多维等效阻力网络模型采用了以下假设：

（1）不考虑电池运行过程中温度的变化；

（2）忽略二价钒离子被空气氧化的反应的发生；

（3）由离子扩散导致的自放电反应是瞬时的，即正极侧不存在二价、三价钒离子，

负极侧不存在四价、五价钒离子；

（4）质子浓度恒定；

1.4 单电池流动网络模块

1.4.1 单电池内部压降



相较于其他流通式液流电池集中参数法模型，本文最大的不同之处在于通过流动网

络模型对单电池内的流量分布以及压降分布进行求解。流动网络如图 2 所示，单电池流

动网络主要分为了肋下电极、流道下电极、肋和流道交界下电极、流道、流道和电极连

接区域五个部分。

图 2 流动网络示意图

首先，关于流道内的压降主要包括两个部分，分别是沿程流阻以及弯头流阻造成的

压降。沿程流阻是由于电解液在流道内流动摩擦造成的流动损失，弯头流阻则是由于蛇

形流道以及叉指型流道拐角处流动方向改变，造成扰动所引起的损失。流道内的压降计

算公式如下所示：

ch f bP P P     （2）

其中 chP 为电解液在流道中的总压降损失， fP 为沿程流动压降， bP 为弯头压降，因

此在直流道部分只需要考虑沿程流动压降。

沿程流动压降可以由 Darcy-Weisbach 方程表示，

2

,

41 ( )
2

ch ch
f

ch h ch

Q fLP
A D

  （3）

其中  为电解液密度， f 为矩形截面管的阻力系数， chL 为流动距离， ,h chD 和 chA 分别

为矩形流道的水力直径以及横截面面积，矩形截面管的阻力系数可以由下式计算得到：

1 3.413.84 10.38exp( )
Re

f
a

   （4）

其中 a 为矩形流道宽度与深度之比，弯头压降与流动方向变化密切相关，其具体计算公

式[13]可以表示为：

21 ( )
2

ch
b b

ch

QP
A

   （5）



b 是在层流条件下取决于 Re 的弯头损耗系数：

当Re 100 时：

0b  （6）

当100 Re 1000  时：

1/3 2 2/3 2

, ,

0.4(Re) (1 0.2 0.002 )(1 0.26( ) 0.0018( ) )s s
b

h ch h ch

L La a
D D

      （7）

当1000 Re 2200  时：

2 2/3 2

, ,

3.8(1 0.1 0.0632 )(1 0.12( ) 0.0003( ) )s s
b

h ch h ch

L La a
D D

      （8）

在液流电池电极部分，由于考虑电极变形的影响，需要区分考虑肋下电极以及流道

下电极不同空隙率以及渗透率的影响，因此电极区域被划分为流道下电极、肋下电极、

肋和流道交界处电极，通过达西定律描述其中的压降规律：

2( ) ( )p p
p p p

p p

Q Q
P L L

A A
 


   （9）

其中 pP 表示电极中单位长度的压降，为电极部分的渗透率， 是 Forchheimer 系数，

其公式如下所示：

1.75
150




 （10）

其中 为多孔介质孔隙率。

在液流电池电极与流道相连部分，则需要分别表示出电极以及流道内的压降，由于

存在电极变形的影响，电极和流道连接区域的压降包括流道内的压降、侵入电极的压降、

流道下电极的压降三个部分。因此，电极流道连接部分的压降可以表示为：

_ _2 2

,

2
_ _

4 ( / 2)1 ( ) ( ) ( )
2 2 2

                            ( ) ( )                                (11)

p ch p chcon ch con con
con ch

con h con ch con con

con con
p intr intr p intr

intr con con

t tQ f t Q QP
A D A A

Q Qt t
A A

 


 


   

 

其中 conP 表示电极与流道连接部分的压降， conA 和 ,h conD 分别为电极和流道连接部分横

截面面积和水力直径， _p cht 和 _p intrt 分别表示流道下电极厚度以及侵入电极厚度。



1.4.2 单电池压降数值迭代计算

本文在流阻网络模型的基础上，通过 Hardy-Cross 迭代方法进行求解，Hardy-Cross
求解方法的求解思路是通过流阻网络中每个节点的质量守恒，以及在流阻网络模型中闭

合回路压降为零的特性进行迭代求解。

求解单电池内部流量和压力分布时，流道内节点的质量守恒方程可以表示为：

1 2 0ch con chQ Q Q   （12）

电极内节点的质量守恒方程则可以表示为：

1 2 3 4 0p p con p pQ Q Q Q Q     （13）

此外，在单电池网络中选择闭合回路进行流量修正，依靠闭合回路压降为零的特性，闭

合回路中的压降可以表示为：

4

, ,
1

0m n m n
m

P


  （14）

其中 n 表示第 n 个闭合回路，m 表示闭合回路中的第 m 个压降分支， ,m n 则是与闭合回

路中的电解液流动方向有关。根据闭合回路中的压降表达式得到流量修正量，流量修正

量可以表示为：

4

, ,
1

4
,

, ,
1 ,

( )
|

m n m n
m

n
m n i

m n m n
m m n

P
Q P

k Q Q
Q







 

 







（15）

其中 i 表示迭代步数，k 表示修正系数，通过修正系数可以对 Hardy-Cross 迭代方法的收

敛性以及收敛速度进行调解，一般而言，k 越大，收敛性越好，但是收敛速度有所下降。

通过闭合回路进行流量修正，如下公式所示：

1
, , ,

i i
m n m n m n nQ Q Q    （16）

通过上式修正直至流量误差小于所规定的误差范围。

1.5 单电池物质传输模块

通过对电极进行分块计算处理，其中分块中心位置和流动网络节点重合，根据由

Hardy-Cross 迭代方法得到的流量分布结构，对每个电极分块以及流道分块进行计算，电

极分块以及单电池等效电路模型如图 3 所示。



图 3 单电池分块模型以及等效电路模型

电极内的流量通过组分守恒计算，离子浓度变化由电流作用、进出口离子通量和跨

膜扩散三部分导致，流道中的组分浓度则由对流以及扩散作用计算得到，由下式计算：

   

 
    

i,e,(x, y) i,e,(x, y)

i,e,(x, y) in out
e,(x, y)e, x, y

Convection

con x, y con, x, y m
i i,e,(x, y) i i,e,(x, y) ii,ch, x, y

ch m

Diffusion

2

dc
V Q c c

dt

A A
D c c D c S

h h

 

   





，

（17）

 
 

    i,ch,(x,y) i,ch,(x,y)

con, x,yi,ch,(x, y) in out
i i,ch,(x,y) ch,(x,y)ch, x,y i,e, x,y

ch
Convection

Diffusion

2
+

Adc
V D c c Q c c

dt h
  


（18）

其中 2,3,4,5i  为不同价态钒离子种类，( , )x y 表示不同坐标下流道块或电极块的浓度，

入口处流道块流入浓度等于储液罐内离子浓度 ,i Tc ，其中 iS 为各价态钒离子源项，包括

电流作用以及对侧钒离子跨膜造成的浓度变化，其表达式如表所示。

表 4 不同压缩率下电极参数

源项 表达式

S2
 

      con, x,y e, x,ym m
4 54,e, x,y 5,e, x,y

m

2
A I

D c D c
h F

  

S3
 

      con, x,y e, x,ym m
4 54,e, x,y 5,e, x,y

m

2 3
A I

D c D c
h F

 



S4
 

      con, x,y e, x,ym m
2 32,e, x,y 3,e, x,y

m

3 2
A I

D c D c
h F

 

S5
 

      con, x,y e, x,ym m
2 32,e, x,y 3,e, x,y

m

2
A I

D c D c
h F

  

在流道出口处，流道内电解液作为储液罐的进口浓度，储液罐内离子浓度同样由组

分守恒计算，如下式所示

,
, ,( )i T in out

T in i T i T

dc
V Q c c

dt
  （19）

1.6 单电池电荷传输模块

在液流电池中，组分传输与电荷传输密不可分，如图 3 中所示，由于集电器的高导

电性，它将所有电池段并联，因此分块模型中的每个电极块具有相同的输出电压，如下

式所示

,( , ) ,( , ) ,( , ) ( , ) ,( , )cell OCV x y neg x y pos x y x y ohm x yE E I R     （20）

其中 Ecell表示电池输出电压，EOCV是开路电压， neg 和 pos 是负侧和正侧的极化过电位，

Rohm是总欧姆电阻。开路电压由能斯特方程计算，其中忽略了质子浓度变化

2
2, 5, 2, 5,

0 0
3, 4, 3, 4,

ln lnp p p pH
OCV

p p p p

c c c c cRT RTE E E
F c c F c c

    
（21）

其中 0E 为标准电势， 0 1.4VE   为名义标准电势。

由于电化学反应发生在多孔电极表面，在电流的作用下电极表面的反应物会快速消

耗，同时活性物质从电解液内传输电极纤维表面需要克服一定的传输阻力，因此电极表

面上反应物离子浓度低于电解液内的离子浓度，由此导致的过电势成为浓度过电势。

ln( ) ln 1s
con

b m b

GT c GT i
F c F k Fc


 

   
 

（22）

其中 sc 为电极纤维表面离子浓度， bc 为电解液主体浓度， mk 为物质传输系数，负极二

价、三价钒离子和正极四价、五价钒离子的物质传输系数不同，分别由式计算

0.4

,( , )4 0.4 4
, 1.608 10 1.608 10 e x y

m n
p

Q
k v

d W
 

 
      

 
（23）



0.4

,( , )4 0.4 4
, 2.613 10 2.613 10 e x y

m p
p

Q
k v

d W
 

 
      

 
（24）

活化液流电池中的欧姆电阻主要包括液流电池各个部分之间的欧姆电阻以及他们

之间的接触电阻。多孔电极的电阻可以用欧姆定律来描述：

1.5
1

(1 ) 2
e

S
S con

hR
A 




（25）

式中σs为电极电导率。此外膜的电阻同样符合欧姆定律，可以表示为：

m
m

m

1
con

hR
A

 （26）

式中 Acon为相应电阻块的面积， m 为膜的电导率。关于接触电阻，通过实验文献[14]中

拟合的关联式计算。

1.7 电堆流动网络模块

1.7.1 电堆压降

单电池内的流量分布离不开整体电堆的流量以及压降分布，因此有必要从电堆维度

考虑液流电池总体性能。如图 4 所示，从电堆的维度出发，除了单电池中包涵的流道流

阻、电极流阻、流道与电极之间的流阻以外，还包括电堆和罐体之间管道流动阻力、液

流框架中主流道流动阻力和液流框架中支流道流动阻力，在电堆层面，组成了新的流动

网络，并且电堆流动网络中包含着单电池的网络模型，其中∆�����表示单电池流动压降。

图 4 Z 型电堆电解液流动网络

液流框架中主流道、支流道、储液罐与电池由连接管路流动压降可以由沿程流动压

降表示。由主流道流阻、支流道流阻以及单电池流阻所组成新的流阻网络，通过此流阻

网络求解液流电池电堆内的流量以及压力分布。此外，液流电池电堆连接方式包括 U 型

连接以及 Z 型连接，这是根据电堆流动进出口位置所决定的。

1.7.2 电堆压降数值迭代计算

电堆压降数值迭代计算过程与单电池数值迭代计算过程原理相似，求解液流电池电



堆流量分布时，则需要考虑液流电池电堆的进出口类型即 Z 型或 U 型。同样利用每个节

点的进口流量和出口流量相等的特性，以及闭合回路压降为零的特性对液流电池电堆中

的流量分布进行求解。闭合回路中流量修正式中的
( )

cell

cell

Q Q

P
Q 




可以表示为：

( ) cell cell cell

cell

cell cellQ Q Q Q Qcell

cellQ Q

P PP
Q Q




  



 



（27）

其中 cellQ 为 cellQ 的微小值，以此来获得电堆层面的流量修正值，通单电池内部流量迭

代一样，通过上式修正直至流量误差小于所规定的误差范围，再通过所获得的液流电池

电堆内的流量分布便可以获得电堆内的压降分布。

1.8 电堆等效电路模型

图 5 为电堆电流等效电路图，整个电路的输入电流为 Iapp，电堆充电为正，放电为

负，每个单电池为一个等效模块，由 1.5 章节中的分块模型组成，主流道和支流道均中

电解液均等效为欧姆电阻 Rma 和 Rbra，整个电堆电阻网络模块通过基尔霍夫电压定律和电

流定律求解，求解方法与前人文献相似[15]。在电堆等效电路中，主流道和支流道的电阻

通过欧姆定律计算：

LR
A

 （28）

其中σ为电解液电导率，会随着充电状态 SOC 的变化而变化，正负极电解液电导率分别

由下式计算：

 neg 3 2 3SOC      （29）

 pos 4 5 4SOC      （30）

式中下标 2、3、4、5 分别代表四种钒离子 V2+、V3+、VO2+、VO +
2 。

图 5 电堆网络电阻图

2 数值方法与模型验证

2.1 数值方法



本模型建立于 Matlab/Simulink 平台，利用流阻网络基于 Hardy-cross 迭代法通过自

编 MATLAB 程序迭代求解，等效分块电阻使用 Simscape 模块搭建，利用 matlab Function
模块将自编程序计算结果与 Simscape 模块耦合，采用固定步长离散求解器进行求解，分

辨率为 0.5s。
2.2 模型验证

为了验证模型的准确性，与文献[9]进行了电压验证，同时与文献中的有限元模型以

及实验数据进行了单电池电压验证，结果发现网络模型对于电压与 SOC 关系的预测与文

献数据较为符合，充放电曲线如图 6 所示。

图 6 充放电曲线验证

为了验证阻力网络模型的准确性，本文针对不同流道结构以及不同电极面积进行了

验证，首先采用了与文献[2]相一致的结构和电解液参数进行验证，如图 7 所示，发现阻

力网络模型所预测的压降与三维有限元模型所预测的结果非常接近。此外，还选择了与

文献[9]中压缩率为 55.7%时不同电极面积条件下的实验数据进行了对比，可以发现阻力

网络模型与实验数据保持着较好的一致性，但在较大入口流速时存在一定的误差，这可

能是由于侵入电极在较大流速时存在着更多的非线性流动阻力因素。



图 7 不同流量下压降曲线验证

此外，为了验证网络模型对于单电池内部压降、流量流速分布预测的准确性，本文

选择了图 1 中所建立的几何结构进行了对比研究，有限元模型和网络模型压降、沿垂直

入口流速 y 方向流速、V2+浓度对比如图 8、9、10 所示，可以发现两种模型的压降对比

比较符合，同时由于网络大小选取的原因，y 方向速度存在一定的误差，但是大体结果

较为符合。关于钒离子浓度分布，网络模型和有限元模型在入口处具有较好的一致性，

在出口处存在一定的误差，这是由于网络模型更加关注对流传质所造成的。

图 8 有限元模型和网络模型压降对比

图 9 有限元模型和网络模型 y 方向速度对比

图 10 有限元模型和网络模型 V2+浓度对比

3 结果与讨论

3.1 电堆中的流量分布

图 11 为 Z 型以及 U 型进出口条件下，电堆的流量分布，电堆中单电池的结构如图



1 所示。根据前文中所讲述的电堆压降迭代方法迭代得到两种入口条件下，电堆内的流

量偏差，可以发现随着单电池数量的增加，电堆内的流量不均匀性增加，这符合电堆中

的流量分布规律，可以通过该种多维等效阻力网络模型较快的预测电堆层面的流量分布

情况，并将这种流量分布情况带入电堆的电化学充放电过程进行计算。

(a) U 型进出口条件 (b) Z 型进出口条件

图 11 电堆的流量分布

3.2 电堆中分路电流分布情况

此外，探究了由五个单电池组成的电堆系统的充放电过程以及分路电流分布，选择

五倍的总流量以及相同的电流密度，Z 型进出口条件，由五个与文献[9]如图 2 所示具有

相同结构单电池所组成的电堆的充放电曲线如图所示，从图 12（a、b）中可以看出，分

流板中间的分流电流大于两端的分流电流。此外，根据图 5 中的等效电路模型和基尔霍

夫电流定律，由于并联电流在电路中的累积，从单电池 1 到单电池 5，支路中的并联电

流持续减小，这在图 12（c、d）中清晰显示。此外，图 12 还反映了 SOC、正负极和

充放电对并联电流的影响。并联电流随 SOC 的增加而增加，这可以用正负极电解质的

电导率随 SOC 的变化来解释。同样，正极分流电流的绝对值大于负极分流电流的绝对

值，这是因为正极电解质的电导率较高。由于单个电池的充电电压较高，充电过程的电

流损耗比放电过程大。图 13 显示了电堆中每个单电池实际的流经电流，这与应用电流的

偏差是由于分路电流所造成的，这将导致电堆系统效率的下降。

(a) 负极歧管 (b) 正极歧管



(c) 负极分配流道 (d) 正极分配流道

图 12 分布电流随 SOC 的变化

(a) (b)
图 13 单电池电流分布

4 结论

本文在考虑电极不均匀压缩影响的情况下，建立了从单电池到电堆的多维阻力网络

模型，耦合求解了液流电池运行过程中的流动和电化学过程。以多维阻力网络模型计算

求解了液流电池电堆内部的物理场分布和充放电过程，并且预测结果与有限元模拟以及

实验数据具有良好的一致性。此外本模型相对于有限元模型可以较快的进行多物理场预

测，这对于后续电堆控制策略和电堆规模放大的研究是必不可少的，为液流电池电堆多

物理场等效模型的开发提供了参考。
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摘要：多孔介质内气泡的 Ostwald 熟化行为广泛存在于 CO2地质封存、多孔材料制备、燃料电池等领域。

为探究非均质多孔介质内气泡的熟化特性，本文采用微流控芯片技术制备四孔隙及两种不同喉道尺寸分布

的多孔隙结构的非均质多孔介质，并对 CO2 气泡的熟化过程进行可视化测试。结果表明：气泡间熟化速度

取决于气泡的曲率之差以及气泡之间的传质距离；多孔介质非均质性对气泡熟化过程影响显著，由于孔隙

的几何限制，气泡在某些情况下会发生反 Ostwald 熟化。

关键词：多孔介质，微气泡，Ostwald 熟化，微流控芯片

0 前言
在气液两相流体系中，小气泡受到不同毛细压力的影响，通过润湿相分子扩散将自身质

量传递给附近的大气泡，这种现象称为气泡 Ostwald 熟化效应。该现象普遍存在于自然界及

能源、化工、生化及环境保护等领域，如多孔材料制备[1]、超疏水表面去除微小气泡[2]、油

水分离工艺[3]和岩浆脱气[4,5]等。然而，这种熟化效应也会导致许多问题产生，如在 CO2地

质封存[6,7]中，会引起 CO2气体在局部区域的重新聚集，增加了地质储存泄漏的风险[8,9]。因

此，对多孔介质内微气泡熟化过程影响规律的研究至关重要。

Ostwald 熟化效应可根据空间状态分为自由流体空间与受限空间（多孔介质）熟化两种

形式。早在上世纪众多国内外学者已经对气泡在溶液中的熟化特性进行研究。Lifshitz 等[10]

分析了过饱和溶液中，扩散效应会导致新相晶粒的生成，较大颗粒会吞并较小颗粒得到生长，

并提出了关于气泡簇半径与时间的稳态生长理论。Schmelzer 等[11]基于气泡自由能的热力学

方法对气液两相溶液进行研究，提出了气液溶液中气泡 Ostwald 熟化动力学方程并指出均匀

介质中的多气泡系统在热力学上是不稳定的。

在自由流体中，气泡熟化可以不受空间限制，呈现标准的 Ostwald 熟化现象。而在多孔

介质中，固体基质的存在增加 Ostwald 熟化过程的复杂性。目前，国内外学者已对多孔介质

环境下的熟化效应进行了广泛的实验研究。Xu 等[12]在实验过程中成功捕捉到小气泡与大气

泡的熟化过程，验证了 CO2地质封存过程中 Ostwald 熟化机制的存在；Huang 等[13]在实验中

发现微柱的特定间距决定了气泡发生反 Ostwald 熟化效应来阻止大气泡的无限增长，并基于

此现象通过改变微柱排列得到不同的泡沫图案，作为银纳米颗粒（AgNPs）组装模板制备多

孔材料；Xu 等[14,15]通过 2.5D 玻璃微流体芯片实验发现气泡在均质多孔介质内的熟化受限于

孔喉的几何结构，最终气泡尺寸趋于一致，发生反 Ostwald 熟化效应。上述学者的研究中，

未考虑气泡在非均质多孔介质环境中的熟化。非均质多孔介质中，孔隙喉道位置随机分布，

尺寸也不再相同，在自然界和工业生产活动中广泛存在。

本文为研究 CO2 气泡在非均质多孔介质内的熟化机制，设计了孔隙尺度不同的四孔隙

结构和多孔隙结构微流控芯片，采用气泡尺寸数字图像测量方法对熟化过程的数据图像进行

处理以获得微气泡的曲率半径、孔隙占有率等相关参数，探究孔隙尺度多孔介质非均质性对

熟化过程的影响规律。
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1 实验系统及方法
1.1 实验材料

本文对微米级多孔介质内部微气泡熟化过程进行观测和研究。实验选用硅基微流控芯片，

以去离子水作为液相， CO2作为气相。为了探究孔隙结构、喉道尺寸等因素对 Ostwald 熟

化效应的影响，设计了 3 种不同图案的微流控芯片模拟多孔介质熟化环境。芯片内部图案分

为流道部分及观察部分，流道部分负责气泡的生成与废液废气的排出，观察部分提供气泡熟

化环境。3 种微流控芯片观察部分分为四孔隙结构和多孔隙结构，具体结构如图 1 所示，其

中孔隙与喉道深度均为 30µm。

图 1 微流控芯片内部结构

1.2 实验系统

本文采用气泡熟化可视化实验装置对微气泡在四孔隙结构与多孔隙结构内熟化过程进

行研究，实验系统如图 2 所示。芯片液相注入孔通过 PTFE 毛细管与放置在微量注射泵上的

注射器相连，气相注入孔与装有精密调节阀的气瓶相连。气瓶与芯片之间设有储气罐、压力

表与缓冲管，用于检测并平衡压力。通过 CCD 相机定时记录气泡熟化过程，并将采集图像

传至计算机中，进行后续数据处理工作。

图 2 实验系统图



1.3 实验方法

本实验先使用 AB 胶在微流控芯片的液相注入孔和气相注入孔上粘接 PEEK 接头，粘合

后将芯片固定在亚克力载物台上，使用注射器从液相注入孔注入去离子水，当芯片内部的腔

体被完全注满时，开启气瓶，不断调节气相注入压力与液相微量注射泵流量，调试出符合实

验要求的 CO2 气泡尺寸及分布后，在 PEEK 接头处滴上甘油密封，防止芯片漏气。最后，

观察芯片内气泡熟化过程，并使用 CCD 相机定时捕获气泡图像，统计气泡熟化完成时间、

气泡曲率半径、孔隙占有率等数据。

1.4 图像处理方法

将 CCD 相机捕获的 RGB 图像转换为灰度图像，并使用中值滤波法对图像进行降噪处

理，最后采用 Otus 算法进行二值化，用以区分气泡和液体。提取边缘，选用几何拟合的方

法进行气泡曲率半径的计算与统计。

2 结果和讨论
2.1 四孔隙结构

为了探究多孔介质环境中孔隙及喉道对 CO2 气泡熟化效应的影响，先对四孔隙结构进

行熟化测试。在四孔隙结构中，熟化过程初期每个气泡均会收到两个互相垂直方向上的熟化

影响。表 1 为四孔隙结构气泡曲率半径熟化数据，气泡熟化过程如图 3 所示。

表 1 四孔隙结构气泡曲率半径熟化数据（单位：μm）

气泡
时间/h

0 0.93 1.3 1.93 3.1
1 18.62 18.99 19.99 20.55 21.16
2 11.13 0.00 0.00 0.00 0.00
3 18.71 14.54 12.44 7.52 0.00
4 28.55 31.89 33.50 34.72 35.89

(a)相图 (b)气泡曲率半径变化

图 3 四孔隙结构气泡熟化过程

熟化过程中，毛细力决定气泡间浓度分布，浓度梯度驱动的扩散效应是传质的主导机制。

气泡的半径决定了气泡的毛细压力，两者呈反比关系，小气泡的毛细压力会大于大气泡。因

此，小气泡具有更高的化学势驱动其扩散自身质量，达到降低自身表面能的目的。由于初始

时刻气泡 4 的半径最大，其周围的气泡均会传质给气泡 4。经过 0.93h 后，气泡 2 传质给气

泡 1 和气泡 4 后消失，初始半径略大于气泡 1 的气泡 3 持续减小直至消失，发生了反 Ostwald
熟化现象，这是由于气泡 1 受到了气泡 2 的质量传输，而气泡 3 周围存在半径更大的气泡 4，
使得气泡 3 向气泡 4 传质，最终导致上述现象的发生。这说明在非均质多孔介质内，孔隙的

几何限制会影响 Ostwald 熟化的方向。较大孔隙中的气泡受几何限制影响较小，因此在本身

具备一定质量的基础上，可以接收更多来自其他气泡的传质，更有形成大气泡的可能。即在
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非均质多孔介质中，由于熟化作用，气泡有传质到大孔隙区域的趋势，导致大孔隙区域内形

成大气泡。

2.2 喉道尺寸相同的多孔隙结构

在单泡单孔的四孔隙结构熟化实验基础上，进行了气泡连通的单泡多孔实验。多孔隙结

构最大化的模拟了自然界中的多孔介质环境，可以观察到大量微气泡在其内部的熟化过程。

喉道尺寸相同的多孔隙结构可分为两个区域：左 9 列为小孔隙区域，孔体直径和喉道宽度小，

密度大，右 5 列为为大孔隙区域，孔体直径和喉道宽度均大于小孔隙区域，密度较低。

图 4 为 CO2 气泡在喉道尺寸相同的多孔隙结构中熟化过程，共选取了 4 张不同阶段的

实验相图。从图中可以看出，靠近大孔隙区域的小气泡面积减少最多，而距离大孔隙区域最

远的第 1 列和第 2 列孔隙内气泡曲率半径变化不明显。随着熟化过程的推进，靠近小孔隙区

域的气泡 9 面积显著增加。证明了熟化效应中小气泡会将质量传递给曲率之差大且距离近的

大气泡。

在熟化初始阶段，气泡 12 和气泡 14 存在局部区域未占据整个孔隙，随着熟化进行，这

部分区域的气泡半径有了明显的变化。这表明在非均质多孔介质中，随着熟化时间的增长，

气泡的孔隙占有率会不断升高，熟化环境中的气体质量会主要集中在大孔隙中，且会充满孔

隙。

图 4 喉道尺寸相同的多孔隙结构 CO2气泡熟化过程

图 5 为各 CO2 气泡在喉道尺寸相同的多孔隙结构中孔隙占有率变化曲线。观察图 5(a)
发现，熟化过程中，小孔隙区域内大部分气泡都将自身质量传递给大孔隙区域导致半径持续

减少，而气泡 2 半径在稳步缓慢增加。虽然气泡 1 整体孔隙占有率较大，但在靠近气泡 2
的部分，其气泡曲率半径明显小于气泡 2，因此气泡 2 接收这部分气泡 1 的传质后半径开始

增长。这表明气泡群中的气泡只要存在曲率差，熟化就会进行。
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(a)小孔隙区域气泡孔隙占有率 (b)大孔隙区域气泡孔隙占有率

图 5 喉道尺寸相同的多孔隙结构各 CO2气泡孔隙占有率变化曲线

实验中气泡多为连通气泡，各 CO2气泡群曲率半径随时间的变化曲线如图 6 所示。观

察图 6(a)可知，小孔隙区域气泡在熟化初期，将自身质量传递给大孔隙区域气泡的同时，也

会与自身区域内的气泡发生熟化。尽管部分小孔隙区域气泡在不同喉道处曲率半径增加，但

其整体孔隙占有率均呈下降趋势，即大部分质量均传递给了大孔隙区域气泡。

(a)小孔隙区域气泡曲率半径变化 (b)大孔隙区域气泡曲率半径变化

图 6 喉道尺寸相同的多孔隙结构各 CO2气泡曲率半径变化曲线

2.3 喉道尺寸不同的多孔隙结构

为探究喉道尺寸对熟化过程的影响特性，在实验中改变了喉道尺寸，在喉道尺寸不同的

多孔隙结构中，大、小孔隙区域的喉道宽度都是随机的。图 7 为 CO2 气泡在喉道尺寸不同

的多孔隙结构中熟化过程，共选取了 4 张不同阶段的实验相图。观察图 6 发现，小孔隙区域

内的气泡 2、气泡 7、气泡 10 和气泡 11 在熟化过程中面积明显缩小，而且这种气泡萎缩的

现象在喉道尺寸较大的地方更容易发生。同样地，气泡 12 在喉道尺寸大的地方也能观察到

与自身发生熟化出现气泡曲率变化的现象。这证明了气泡间的扩散面积是影响熟化速度的因

素，扩散面积越大熟化速度越快。
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图 7 喉道尺寸不同的多孔隙结构 CO2气泡熟化过程

图 8 为各 CO2 气泡在喉道尺寸不同的多孔隙结构中孔隙占有率变化曲线。观察图 7 发

现，气泡 1 在熟化过程中出现了面积先增大后减小的现象，这是由于在熟化初期，气泡 1
通过吞噬周围曲率半径比其小的气泡 2 和气泡 5 增加了自身面积，但随着熟化进行，又在喉

道尺寸较大处发生自身熟化消耗了自身质量。这说明气泡群的熟化过程是一个整体缓慢变化

的过程，气泡所处位置、气泡大小及熟化环境空间几何限制等因素均会对 Ostwald 熟化效应

产生影响。

(a)小孔隙区域气泡孔隙占有率 (b)大孔隙区域气泡孔隙占有率

图 8 喉道尺寸不同的多孔隙结构各 CO2气泡孔隙占有率变化曲线

图 9 为喉道尺寸不同的多孔隙结构中各 CO2气泡群曲率半径随时间的变化曲线。从图 9
可知，气泡 1 和气泡 12 所处位置的喉道尺寸普遍较大，曲率半径变化相较其余气泡更明显，

这是由于此处扩散面积大，熟化速度较快。而气泡 8 在小孔隙区域部分喉道半径较小，曲率

半径变化起伏却较大，证实了在多孔隙结构中，扩散面积不是影响熟化速度的唯一因素，孔

隙结构也会对熟化产生影响。
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(a)小孔隙区域气泡曲率半径变化 (b)大孔隙区域气泡曲率半径变化

图 9 喉道尺寸不同的多孔隙结构各 CO2气泡曲率半径变化曲线

3 结论
通过微流控芯片气泡熟化可视化实验，模拟了较低气泡饱和度下毛细封存中的熟化过程，

探究了孔隙结构、气泡半径分布及空间特性等对气泡熟化过程的影响特性，结论如下：

（1）四孔隙结构实验研究显示多孔介质非均质性对气泡熟化过程影响显著，由于孔隙

的几何限制，气泡在某些情况下会发生反 Ostwald 熟化，即半径较小气泡质量增长的现象；

（2）以非连通气泡的四孔隙结构熟化系统为基础，进行了气泡连通的单泡多孔拓展实

验。多孔隙结构实验结果显示气泡半径分布会影响熟化规律。气泡间熟化速度取决于气泡的

曲率之差以及气泡之间传质距离，二者曲率差越大距离越短熟化越快。熟化环境中的气体质

量会主要集中在大孔隙区域中，且会充满孔隙。

（3）通过对比两种不同喉道尺寸分布的多孔隙结构实验结果发现，在喉道尺寸大的区

域熟化现象更容易发生，证明了气泡间的扩散面积是影响熟化速度的因素，扩散面积越大熟

化速度越快。但在非均质多孔介质环境中，气泡所处位置、气泡大小及熟化环境空间几何限

制等因素均会对 Ostwald 熟化效应产生影响。
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摘要：自然界存在着大量固体散料，在太阳的辐照下固体散料蕴含大量热量。本文设计了一种基于热

谐振原理的固体散料能量收割装置，并建立了一维非稳态相变控温-热电发电模型，分析了该装置在沙

漠和月球的运行情况，对比了不同初温、相变材料和相变层厚度对装置输出功率的影响。经过计算，

该装置在沙漠日平均功率最高可达 1.47 W/m2，在月球日平均功率最高可达 14.76 W/m2，该装置能够

丰富极端环境条件下的能量来源方式。

关键词：能量收割，温差发电，相变材料，热焓法

0 前言
地球的沙漠地区、月球的表面存在着大量块状、颗粒状、粉末状的固体散料，其在

白天储存积累太阳辐射的能量，夜晚通过大气向外太空散失热量。这些固体散料在吸收

热量后温度可达几十至上百度，塔克拉玛干沙漠夏季最高温度可达 60 ℃，昼夜温差最

大可达 30 ℃[1]，月球表面日最高温度可达 120 ℃，昼夜温差在 120-150 ℃[2]。大量的固

体散料蕴含了巨大热量，昼夜变化导致了巨大温差，将这部分热量进行收集并制造温差

进行发电具有极大的应用价值和应用前景。然而，目前针对自然环境固体散料的热能回

收利用的研究少之又少，主要存在以下几点原因：（1）针对固体散料热量收集系统为定

点布置，而固体散料分布广泛，收集起来存在一定难度；（2）余热回收系统的能量效率

普遍较低，回收效率不高；（3）相比于工业余热，自然中固体散料的温度普遍较低，回

收低品质热难度较大[3]；（4）目前固体散料存在的地区主要应用的是光伏发电系统，固

体散料热量收集装置难以推广。因此，开发一种可移动的固体散料热量回收装置显得尤

为重要。

对于自然环境中存在的固体散料，其特点为颗粒直径小，阻力系数较大，固体散料

换热器的设计往往会参考重力驱动移动床的形式[4]。在重力驱动移动床的颗粒侧，颗粒

中的热量通过颗粒一个接一个地传递，颗粒之间存在很大接触热阻力，为了提高固体散

料换热器的换热性能，Jiang 等人在固相侧设计并安装以水平轴和倾斜棒为特征的搅拌

器[5]，Guo 等人发现，通过改善颗粒接触和混合，管倾角和管振荡都可以将传热系数提

高 22%-60%[6, 7]。诱导颗粒湍流是提高固体散料换热器的换热性能的一个关键方向。

目前低温余热回收技术常见的技术有有机朗肯循环，卡琳娜循环和温差发电等。相
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比于前两种技术，温差发电技术是利用 Seebeck 效应将热通量直接转化为电能的装置，



直接利用废热发电，减少了将热量从机械能转化为电能的不必要损耗。由于热电器件体

积小、结构轻巧、无运动部件、无磨损、无噪音、无污染等特点，在交通汽车、工业余

热、可穿戴设备、航空航天、医疗等领域得到了广泛的应用[8]。

Whalen 等人[9]以土壤作为储热介质开发了一个地下热电电源，将上层土壤的每日热

流转化为电能，Cottrill 等人[10]在 TEG 冷热端两侧分别安装不同有效热渗透系数的相变

材料，收集沙漠昼夜温差能量。以上两种装置均为定点布置，且输出功率低，只能为无

线传感网络的电子设备供电，没有充分利用固体散料蕴含的巨大热量。因此本文将固体

散料换热技术、热电发电技术与相变储热技术相结合，设计了一种基于热谐振原理的螺

旋管道固体散料能量收割装置，应用于沙漠和与月球极端环境中能量的收集。

1 固体散料能量收割装置设计
1.1 装置结构

本文设计了一种基于热谐振原理的螺旋管道固体散料能量收割装置，兼顾散料热量

回收、热量存储和热电转化三种功能。该装置共包含八个部件，总体为一个多层嵌套结

构的圆柱体，其基本结构示意图如图 1 所示。螺旋管道固体散料能量收割装置的最外层

是隔热层，主要作用是保温隔热。从外向内的第二层是采用螺旋式下降结构的散料流道，

固体散料从圆柱体顶面入口进入通道，利用重力实现散料的自主流动，螺旋式的结构可

以让固体散料在下降过程中充分掺混，有利于散料与固体壁面之间的换热。第三层和第

五层都是金属导热层，第四层是装填了相变材料的 PCM 容器层，导热层与 PCM 容器之

间贴附了用于温差发电的热电片。位于装置最内侧的第六层是另外一个散料流道，用于

收集固体散料热量。

(a) 螺旋管道固体散料能量收割装置示意图 (b) 螺旋管道固体散料能量收割装置俯视图

图 1 基于热谐振原理的螺旋管道固体散料能量收割装置结构示意图

1.2 工作原理

螺旋管道固体散料能量收割装置利用环境中温度的波动和热量在沙子和相变材料

中的传递，在热电片两侧形成温差，从而将热能转化为电能。螺旋管道固体散料能量收

割装置主要依靠热电片两侧的温差进行发电。白天，在太阳的辐照下，固体散料温度逐

渐上升，利用收集装置将固体散料放入固体散料能量收割装置的流道入口，随着热散料

在流道中流动，导热层温度升高，此时 PCM 容器中的相变材料处于低温度的固态，热

量从导热层经过热电片流向 PCM 容器中，一部分由热电效应转化为电能，另一部分存

储在相变材料之中。夜晚时，环境温度迅速下降，此时固体散料流道通入环境中自然流

动的空气，白天存储在 PCM 容器中的热量通过热电片和导热层将热量传递给散料流道

中的空气，实现热量的二次发电。螺旋管道固体散料能量收割装置工作原理示意图如图

2 所示。



螺旋管道固体散料能量收割装置的优势在于：

（1）通过储热技术利用早晚的环境温度波动，实现全天发电；

（2）利用螺旋结构引导沙子流动，强化换热；

（3）采用紧凑式换热结构，减小温差损失。

图 2 螺旋管道固体散料能量收割装置工作原理示意图

2 固体散料能量收割装置计算模型
根据螺旋管道固体散料能量收割装置的工作原理，可以看出在一个昼夜周期中，环

境温度波动的同时，PCM 容器中的温度也随之呈现周期性变化，两者之间的温差是热

电发电的驱动力，因此模拟环境和 PCM 的温度的变化情况是建立固体散料能量收割装

置计算模型的核心。

2.1 模型假设

针对环境和 PCM 温度的谐振变化，本文采用 Dirichlet 边界条件下一维两相 Stefan
模型应用于模拟螺旋管道固体散料能量收割装置的工作状态。为了简化实际问题，该模

型采用了以下假设：

①假设温度分布沿横截面积均匀分布

②假设材料内部无对流换热

③假设材料周围的压力场静态且均匀分布

④环境温度可以看作关于时间的函数，用傅里叶级数表示

amb 0 A
1

( ) ( cos( ) sin( ))m m
m

T t T T a tm b tm 




   (1)

式中：T0——中值温度/℃；TA——温度波动幅度/℃；ω·m——温度波动的角频率/rad∙s-1；

t——时间/s。为简化温度波动，本文假设环境温度仅包含一个主要的温度波形，具体描

述为

amb 0 A( ) sin( )T t T T tm  (2)
⑤实际装置为一个沙壤-PCM-沙壤的三明治结构，如图 3 所示，根据对称性，PCM

容器层的中间面可以被视为一个绝热面，因此可以绝热面为分界线只研究一侧的沙壤-
热电-PCM 的温度变化情况。



图 3 沙壤-PCM-沙壤的三明治结构

通过忽略对流传热的影响，热电片两侧的热量传递可以被视为受热扩散影响的一维

线性系统，控制方程如下：
2

2
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i
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T T
t x


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
 

(3)

式中：Ti——控制体 i 的温度/℃；αi——控制体 i 的热扩散系数/m2∙s-1；xi——控制体 i
的空间长度/m。

2.2 热电发电模型

热电发电机（TEG）模型可以用下列公式表示：
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式中：RTEG——热电片的热阻/m2∙K∙W-1；TC——热电片冷侧温度/℃；TH——热电片热侧

温度。

2.3 相变模型

根据以上假设和说明，该模型可以被简化为一维两相 Stefan 问题，如下图 4 所示。

图 4 一维两相 Stefan 问题示意图

该问题的数学描述是：

l l
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式中：下标 s——固体；下标 l——液体；Cp——定压比热容/J∙kg-1∙K-1。

相界面上的热平衡条件为：
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初始条件为：

0 max( ,0)             0T x T x x   (11)
(0) 0S  (12)

边界条件为：
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运动分界面边界条件：

melt( ( ), ) ( ( ), )            ( )sT S t t T S t t T x S t   (15)
采用热焓法求解该问题，将温度视为焓值的函数，从而确定移动相变界的位置，如

下式所示：
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式中：

sm ps meltH C T (17)

lm ps meltH C T L  (18)
式中：L——相变材料相变潜热/ J∙kg-1，Tmelt——相变材料相变温度/℃。

相变材料的某一时刻的焓值可以表示为

H h H   (19)
式中：
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式中：href——参考焓值；Tref——参考温度；β——液体分数，即液体在控制体中所占的

百分数。
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划分网格，根据每一个网格的焓值变化列出能量守恒方程。
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由于不同网格中物质形态不同，因此不同网格的导热系数 kn也不相同。
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3 结果与讨论
3.1 沙漠固体散料能量收割装置性能分析

根据沙漠环境温度选择熔点为 36.8 ℃的二十烷作为装置选用的相变材料，沙漠环境

温度、二十烷的热物性质[11]、热电片基本参数，模型参数如下表 1 所示。

表 1 沙漠固体散料能量收割装置计算模型基本参数

模型参数 数值 单位

环境温度 25~55 ℃

相变温度[11] 36.8 ℃

熔化焓[11] 253.4 J·kg-1

相变材料密度[11] 0.7886 g·mL-1

相变材料导热系数[12] 0.4 W·m-1∙K-1

热电片热阻[10] 0.008 m2∙K∙W-1

3.1.1 初温对装置输出功率的影响

为了探究初温对输出功率的影响，保障装置周期性工作的稳定性，分别设置装置初

温为 25 ℃和 35 ℃，并观察装置 60 天中的每日的平均功率及累计平均功率，由图 5 可

以看出，在前十天，两个工况条件下的日平均功率会在波动中迅速下降，随后稳定值上

下轻微波动，累计日平均功率则是迅速下降，逐渐趋近于稳定值。10 天之后，可以很明

显地看出，两种工况条件下的日平均功率和累计日平均功率均稳定在同一数值，因此可

以说明装置初温对装置长时间的输出功率基本无影响。为了排除初温对结果的影响，在

后续研究中，选用装置第 10 天左右的日平均功率作为装置稳定条件下的平均功率。

(a) 初温 25 ℃ (b) 初温 35 ℃

图 5 不同初温装置发电功率随天数的变化情况

3.1.2 相变层厚度对装置输出功率的影响

选取不同的相变层厚度进行研究，分析相变层厚度对装置稳定状态工作下输出功率

的影响。图 6 展示了装置平均功率随相变层厚度的变化情况，通过该图可以看出，当相

变材料厚度低于 0.06 m，装置平均功率随着相变层厚度的增加而迅速增加，在 0.06~0.14
m 厚度之间，装置平均功率随着相变层厚度缓慢增加，当厚度处在 0.14~0.16 m 时，装

置输出平均功率维持在了一个较高水平（1.47 W/m2），随后输出功率略有下降，最后基



本维持不变。因此存在一个最优厚度范围为 0.14~0.16 m，可以保证装置能够充分利用

相变材料的储热控温能力，此时装置的日平均输出功率为 1.47 W/m2。

图 6 装置输出功率随变相变侧厚度变化情况

分析不同厚度相变材料在工作过程中的相变情况，如所示，图中相边界层 1 上方为

固体，下方为液体；相边界层 2 上方为液体，下方为固体；两者表示了随着天数的增加，

相变材料液固界面的变化。

(a) 厚度 0.02 m，输出功率 0.43 W/m2 (b) 厚度 0.06 m，输出功率 1.36 W/m2

(c) 厚度 0.15 m，输出功率 1.47 W/m2 (d) 厚度 0.30 m，输出功率 1.43 W/m2

图 7 不同厚度相变材料在工作过程中的相变情况

图 7 (a) 表明当厚度过小时（0.02 m），相变材料升温过程中会被全部转化为液态，



随后在降温过程中全部被转化为固态，相变材料全部的相变潜热充分参与到每昼夜的热

谐振过程中。随着厚度增大到 0.06 m，如图 7 (b) 所示，相变材料的相变潜热刚好能满

足一昼夜热谐振传递的热量，此时，装置输出功率有了明显提高。在最优厚度范围中的

相变材料（0.15 m），如图 7 (c) 所示，由于相变材料的热扩散能力有限，每昼夜相变材

料的热扩散范围约仅有 0.05 m 左右，只有三分之一的相变材料参与到了每昼夜的储热放

热过程。此时的液态相变材料可以被看作为相变容器的一个储备热源，夜晚可以提供更

充足的热量进行发电，装置的输出功率略有提升。当相变层厚度过大时，如图 7 (d) 所

示，此时由于容器中一直存在固态相变材料吸热，装置的输出功率略有降低。

3.2 月球固体散料能量收割装置性能分析

区别于地球沙漠的环境，月球环境参数如下表 2 所示。

表 2 月球环境参数

模型参数 数值 单位

月球环境温度 100-350 K
月壤比热容 670 -1 -1J kg K 

月球昼夜周期 29.5 天

月球重力加速度 1.62 2m s

由于月球缺少大气层，月球表面的热量在月夜散失极快，月昼月球表面温度可以达

到 350 K，月夜月球表面的温度基本维持在 100 K 左右，因此月球表面的温度可以被拟

合为一个分段函数，如下所示：

monthly monthly
monthlyluna

monthly monthly

100 250 sin( 2 ) ( 0.5)
   0,1, 2   

100  ( 0.5) ( 1)

t kt t k t
tT k

k t t k t

       
    


（25）

3.2.1 相变层材料对装置输出功率的影响

根据拟合的月球表面温度公式可以求出，月球平均环境温度为 175 K（-95 ℃），月

球最高温度为 350 K（77 ℃），月球最低温度为 100 K（-173 ℃）。为了防止相变材料在

相变过程中体积变化过大，要选择能在此温度区间进行固液相变转换的储热材料，避免

气体产生。筛选常见的储热材料，以十二烷、水和十八烷三种相变材料为例，分别分析

三种材料应用于月球散料回收装置的工作效果。三种材料的热物性参数如表 3 所示。

表 3 十二烷、水和十八烷热物参数

模型参数 十二烷[13] 水 十八烷[11]

熔点/℃ -12 0 28.2

密度/kg·m-3 750 917(s) / 1000(l) 814(s) / 775(l)

熔化焓/kJ·kg-1 216 335 245

定压比热容/ kJ·K-1·kg-1 0.064 1.76(s) / 4.22(l) 2.14(s) / 2.66(l)

导热系数/W·K-1·m-1 0.21 1.46(s) / 0.56(l) 0.35(s) / 0.149(l)

热渗透系数/m2·s-1 4.38E-06 9.05E-07(s) / 1.37 2.01E-07(s) / 7.23E-08(l)



E-07(l)

设置相变材料的厚度均为 0.5 m，分别代入上述三种相变材料进行计算得到结果如

表 4 所示。根据表 4 可以看出使用水作为储热材料，装置的平均输出功率可以达到 13.74
W·m-2，是十二烷储热固体散料回收装置平均输出功率的 7.8 倍，是十八烷储热固体散

料回收装置平均输出功率的 3 倍。选用的相变材料相变温度普遍高于月球一昼夜的平均

温度，因此装置月夜的输出功率普遍高于月昼，月夜的最高输出功率约为月昼最高输出

功率的 2~5 倍。

对比十二烷和水，两者相变熔点接近，十二烷储热的装置平均输出功率最小，水储

热的装置平均功率最大，由于这两种材料的热渗透系数较高，两者的最大输出功率都可

以达到平均输出功率的 9.4 倍，而十八烷的热渗透系数较小，其最大输出功率仅为平均

输出功率的 5.6 倍，因此可以看出热渗透系数越高，装置输出功率的波动的幅度越大。

表 4 不同相变材料的月球固体散料回收装置输出功率对比

模型参数 十二烷 水 十八烷

相变层厚度/m 0.5 0.5 0.5

装置平均输出功率/W·m-2 1.76 13.74 4.61

月昼最大输出功率/W·m-2 4.39 22.47 13.85

月夜最大输出功率/ W·m-2 16.58 130.29 25.66

图 8 分别展示了十二烷、水和十八烷作为储热介质，装置输出功率随时间的变化情

况。从图中可以看出十二烷储热装置的发电时间约 12 天，水储热装置的发电时间约为

20 天，十八烷储热装置的发电时间约为 29.5 天，基本覆盖了整个昼夜周期。随着相变

储热材料的热渗透系数的降低，装置的发电时间延长。

图 8 不同储热介质装置输出功率随时间的变化情况

3.2.2 相变层厚度对输出功率的影响

选取水作为月球能量收割装置的储热材料，分析相变层厚度对装置输出功率的影响，

如图 9 所示。从图中可以看出，相变层厚度小于 0.3 m 时，装置的平均输出功率随着相

变层厚度的增加迅速增加，当相变侧厚度大于 0.3 m，装置的平均功率基本维持不变（约



14.76 W·m-2）。装置的月夜最高输出功率在相变层厚度为 0.3 m 处达到最大值 160.5
W·m-2，随后开始下降，大于 0.5 m 厚度后最高输出功率基本维持不变。装置的月昼最

高输出功率随着相变材料的厚度的增加不断上升，月昼最高输出功率约为月夜最高输出

功率的 20%。

图 9 月球固体散料能量回收装置相变层厚度对装置输出功率的影响

4 结论
本文设计并研究了一种基于热谐振原理的螺旋管道固体散料能量收割装置，构建了

一维非稳态热电发电模型用于求解装置的理论输出功率，分别分析了固体散料能量收割

装置在沙漠和月球环境中，相变材料种类、相变层厚度和初温对装置工作效率的影响，

优化了装置的相关参数，得到了固体散料能量收割装置在沙漠和月球的运行情况。文章

工作总结如下。

（1）设计了一种基于热谐振原理的螺旋管道固体散料能量收割装置，该装置利用

螺旋式下降的管道保证散料与导热壁面充分接触，采用温差发电技术将低温热能转化为

高品质电能进行回收，在热电片散热端增加了相变控温材料，用于增大热电片冷热端温

差，同时可以储存部分热量，在夜晚能够实现反向发电。建立了一维非稳态两相热电发

电模型作为螺旋管道固体散料能量收割装置的理论模型，构建了温度波动函数、热电发

电模型和相变模型，采用热焓法求解热传导方程。

（2）利用理论模型分析固体散料能量收割装置在沙漠的运行情况，发现初温会影

响装置初始 10 天的日平均功率，但是随着时间的增加，装置日均发电功率趋于稳定，

且与初温无关。采用二十烷作为相变储热材料，发现当相变层厚度为 0.14 ~ 0.16 m，此

时装置的日平均输出功率可以达到最大值 1.47 W/m2，白天最高输出功率可达 4.5 W/m2，

夜晚最高输出功率约 2.9 W/m2。

（3）分析固体散料能量收割装置在月球的运行情况，对比不同储热材料对月球固

体散料能量收割装置性能的影响，可以看出储热材料的热渗透系数越大，装置的输出功

率波动的幅值越大，发电时长会缩短。以水作为储热介质的月球散料能量收割装置，当

相变层厚度为 0.3 m，装置的月夜输出功率峰值取得最大值。当厚度为 0.8 m，装置的平

均输出功率取得最大值，此时装置的平均输出功率最高可达 14.76 W·m-2，约为沙漠散

料能量收割装置平均功率的 10 倍，热电片的理论平均发电效率为 1.28%，约为沙漠散



料能量收割装置理论热电平均发电效率的 4.9 倍。
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摘要：二次金属空气电池使用金属和空气中的氧气作为反应物，具有容量高、绿色环保等优点，近年

来引起了学界的广泛关注，但存在着放电容量小、能量效率低、循环寿命短等关键问题。作为一个集

多个物理化学过程于一体的复杂系统，电池性能的提升需要研发高效的电极材料以及深入理解和提升

电池内部的物质传输与能量转化特性。本工作针对锌和锂空气电池中的传质问题展开研究。对于锌空

气电池，探索了锌电极上的枝晶、钝化等现象、空气电极三相界面变化和空气电极上的气体析出现象。

对于锂空气电池，进行了从多孔电极传质规律和反应机制的研究。工作加深了对电池中多孔电极上多

物质传输的科学认识，为金属空气电池的结构设计和运行条件优化提供有效指导。

关键词：金属空气电池；多孔电极；传质特性

0 前言

随着人类社会的快速发展，对能源的需求和气候变化的认识推动并加速了传统化石

能源向可再生能源的转变。为实现“碳达峰”和“碳中和”的目标，电化学储能因其技

术路线多、对地理位置和环境资源要求低、易于调控等特点受到人们的广泛关注[1]。其

中，锂离子电池因良好的性能和成熟的生产工艺成为目前储能电池的首选[2]。然而，其

日趋饱和的电池容量、价格昂贵的矿产资源以及不可避免的自燃事故等问题时刻提醒着

人们亟需开发高能量密度、高安全性、低成本且环境友好的新一代电化学储能器件[3]。
金属空气电池作为一种绿色环保的可靠储能方案被认为是有力的候选者，但由于系统的

复杂性，涉及电化学、固体力学、材料科学、气液两相流体力学等跨学科交叉问题，需

汇聚各个学科的力量进一步突破其中的关键问题[4-8]。本文基于工程热物理领域的研究

方法，从物质传输和流体力学的角度对金属空气电池这一极具潜力的电池系统进行深入

地探索[9]。
针对限制锌空气电池性能的关键因素之一，即气体输运过程[10-12]。本文通过实验、

数值模拟和理论建模方法对电极析气过程特性以及调控机制进行系统地研究。首先，搭

建原位光学平台分别揭示充电过程中正极和负极的析气动态行为，并建立电化学模型刻

画气体输运及其电池性能响应过程，结合气液两相流数值模拟阐明响应机理。建立二维

电化学-物质传输耦合锌沉积模型，从物质传输和电荷传输的角度揭示了锌金属电极定向

不均匀沉积产生的机理。接着，基于非碳电极结合原位观测和理论分析揭示正极氧气泡

的生长过程，在此基础上结合数值计算建立锌空气电池充电中完整的析气过电位模型。

最后，阐明析气电极上的气泡输运动力学，提出“气泡二极管”的概念，并用于电池中



促进气体的高效输运，实现电化学性能的显著提升。针对限制锂空气电池性能的关键因

素之一，即固体产物和电荷以及物质传输耦合[13, 14]，设计了一种具有高度有序阵列结

构的空气电极，以观察真实空气电极内部 Li2O2 分布与形貌。本文加深了对电池中多孔

电极上多物质传输的科学认识，为金属空气电池的结构设计和运行条件优化提供指导。

1 研究方法

1.1 实验方法

原位光学平台观测：为原位捕捉电极表面，电解液腔由透明亚克力板制成，同时，

腔体侧面设计成渐开形状以暴露足够的观测角度并降低光程。电池组装完成后，置于摄

影棚内（图 1），以提供足够亮度的均匀光照环境。最后，通过用带有微距镜头的数码单

镜头反光相机实时记录电极表面状态。

原位气体定量分析：充电过程中析出气体的实时定量分析借助于微分电化学质谱仪。

通过设计的密封夹具（图 1），在载气吹扫下，实现气体产物实时捕捉。

图 1 锌空气电池原位电极表面观测及气体析出质谱检测系统示意图

电极形貌结构通过扫描电子显微镜进行表征。电解液在电极上的接触角采用自动接

触角仪测量。碳材料的结构通过拉曼光谱仪检测（532 nm 波长的激光和 500~2000 cm-1

的拉曼位移），并结合 X 射线光电子能谱跟踪材料的变化。电池组装后，恒流充放电过

程在充放电仪中进行，充放电极化曲线和电化学阻抗谱通过电化学工作站测量获得。

1.2 数学模型

1.2.1 电化学-物质传输耦合模型

电解质溶液中的物质传输由以下方程控制：
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其中 ci 代表电解质溶液中物质 i（K+，Zn(OH)2−
4，OH−）的浓度，t 是时间。Si 代表物质

的源项，Ji代表电解质溶液中离子的通量，由能斯特-普朗克方程确定：
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式中右边的两项从左到右分别为扩散项和电迁移项。其中 Di是物质 i 的扩散系数，zi是

电解质溶液中带电离子电荷数，F 是法拉第常数，ϕ代表电池电势，μi是电解质溶液中带

电离子淌度，由能斯特-爱因斯坦关系确定：
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其中 R 是通用气体常数，T 是温度。

电解质溶液中的电荷守恒由下式给出：
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电极的反应动力学由带浓度项的巴特勒-福尔默方程控制：
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其中，iloc为局部电流密度，i0,ref为参考交换电流密度，cref为标准参考浓度。αa和αc分别

为阳极传递系数和阴极传递系数，η为锌金属电极的过电位：
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其中，ϕl和ϕs电解质溶液电势和电极电势。Eeq为锌金属电极平衡电位，由能斯特方程得

到：

-

Zn
2
4

4
refOH

eq, eq,Zn,ref
refZn(OH)

( / )
( ) ln

/
c c

E E T
c c

  （7）

其中，Eeq,ref(T)为温度 T 下，锌金属电极参考标准平衡电位。模型基于 COMSOL 有限元

仿真平台建立和计算。

1.2.2 两相流模型

气液两相流由流体体积（VOF）模型描述，其原理是通过引入流体体积分数描述不

同相（��代表第�相的体积分数），例如，一个计算单元中，�� = 1 表示该单元充满了第�



相，�� = 0 表示该单元没有第�相，0 < �� < 1 则表示第�相和其他相之间的界面。基于单

元中的流体体积分数，即可计算出相与相之间汇总得到的物理量大小。各相的界面通过

求解一个（或多个）相体积分数的连续性方程捕捉，对于第�相:
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其中�是时间，��� �是计算单元内第�相的速度矢量，��是第�相的密度，�� ��是从第�相至第�
相的质量传递速率，�� ��是从第�相至第�相的质量传递速率。

不可压缩流动由纳维-斯托克斯方程描述：

�
����
��

+ ��� ∙ ∇��� =− ∇� + �∇2��� + ���� + �������� (8)

其中�是压力，�是动力粘度，���� 是重力，�������� 是表面张力。

物质守恒用连续性方程表达：

∇ ∙ ��� = 0 (9)
反应物和生成物在电解液中的输运过程由扩散方程控制：
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其中�为物质浓度，�是时间，�是扩散系数，�和�为二维空间的坐标。边界条件是由施

加电流通过法拉第电解定律转换过来的恒定质量通量：
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其中�是物质质量流量，�是实际电流。

计算基于 Fluent 软件建立的二维模型，其中压力-速度耦合采用 SIMPLEC 方法，对

梯度、压力、动量和体积分数的空间离散分别采用基于网格的最小二乘法、PRESTO！、

二阶迎风以及压缩方法。物理量连续性、x 方向速度和 y 方向速度残差收敛标准为 10-6。

网格采用 10422 个正方形单元组成的结构化网格。初始条件为气泡按实验观测尺寸分布

在电极孔口处，边界条件均设置为壁面，无质量、动量通量。计算参数基于氧气和 6 M
氢氧化钾电解液物性。

2 锌空气电池传质问题

2.1 空气正极物质传输

充电过程中空气电极表面伴随气泡的生成，且析气过程可以分为三个典型阶段：无

气泡的隐匿期、小气泡期以及大气泡期。拉曼光谱、X 射线光电子能谱和扫描电子显微

镜结果显示，在正极高氧化电位下，电极表面活性物质如碳颗粒会腐蚀脱落，暴露出粘

结剂聚四氟乙烯，电极表面疏水性因此增强，从而提高了气泡的附着力，使其更难脱离。

质谱仪结果显示实际产生的氧气量只占理论值的 65%，说明充电过程伴随严重的碳腐蚀

反应，具体表现为碳颗粒溶解为深褐色有机产物条纹并析出一氧化碳气体。催化剂载量

的提高使空气电极上大气泡阶段明显推迟，气体析出变得更加平缓，附着的气泡更加细

小且稀疏（图 2）。质谱仪测试结果显示，随着催化剂载量从 2.29 mg/cm2 增加到 5.35



mg/cm2，实际氧气析出率从 62%提升至 65%，同时有机条纹颜色淡化表明电解液中的碳

腐蚀被有效抑制。因此，载量的提升可以获得更优的气体析出及传输特性，这样不仅促

进了氧析出反应的高效运转，还能一定程度上抑制碳腐蚀的发生。在低电流密度下，空

气电极可以保持“自我清洁”的无气泡状态，这是最理想的正极充电状态。然而，随着

电流密度从 50 mA/cm2提高到 70 mA/cm2，大气泡期从 54%SOC 提前到 31%SOC 发生，

并且更加显著的气泡附着于电极表面，碳腐蚀反应加剧。在实际使用中，充电电流应该

控制在一个合理的阈值以内，以避免剧烈的气体析出对电极造成的不可逆损伤。当充放

电深度从满容量降低至 75%和 50%时，完整的三个阶段退化为隐匿期和小气泡期，可能

是由于充放电深度较浅导致气体产量低而能够及时以气态形式排出，所剩下的溶解气体

形成的过饱和度始终处于较低水平，避免了满容量下密集气泡附着对电池造成的危害。

因此，低充放电深度对气体稳定传输的维持在锌空气电池长期运行中是有利的。

图 2 锌空气电池关键参数对正极气体析出影响规律示意图

进一步讨论了充电过程中锌空气电池气体传输引起的三个过电位分量，即活化、欧

姆以及浓差过电位。原位观测发现，电流达到临界值后，气泡析出并分为初始积累期、

生长过渡期以及稳定析气期典型阶段。稳定期内，基于实验和经典扩散理论建立气泡生

长动力学模型，发现气泡生长速率随电流增长而变大。基于气泡数量和尺寸参数以及电

极反应塔菲尔拟合曲线计算出气体传输活化过电位。基于气泡参数和电化学阻抗谱揭示

了充电过程中气体传输引起的欧姆过电位。基于有限元数值计算揭示了气泡脱离对浓度

场扰动的影响，即对流作用使扩散层中的低浓度组分和本体电解液中的新鲜高浓度组分

相混合。此外，气泡在气体浓度扩散层内产生的较低饱和浓度边界也通过数值计算进行

了讨论。结果发现，气泡在电极附着过程中表现出吸附效应，破坏稳定的浓度扩散层，

促进了氧气传输。模型计算结果与实验数据取得了良好的吻合，从而验证了准确性。综

合比较气体传输引起的三种过电位，浓差和活化分量展示出主导地位，而欧姆分量占比

较小。



图 3 锌空气电池充电过程中考虑气体传输的活化、浓差及欧姆过电位数学模型

接着，将“气泡二极管”概念应用于二次锌空气电池中，以促进充电过程气体的快

速传输。选择膨体聚四氟乙烯膜基体作为概念验证。原位观测和数值仿真结果显示，“气

泡二极管”基空气电极充电过程中氧气泡选择性地从亲气性较差的一侧（接触角：100o）

穿过电极孔进入亲气性较强的一侧（125o），而在传统的碳纸（137o 到 99o）和泡沫镍基

电极（134o 到 63o）中，气泡因为反向“二极管”效应吸附在电极表面。气体质谱仪结

果显示，“气泡二极管”基电池充电过程中释放出更多的氧气，尤其是在高电流下，例如

30 mA/cm2，分别超过泡沫镍和碳纸基电池 9.2%和 15.2%的析氧率，析出的氧气被及时

排出电池体系，避免了气泡的附着。同时，拉曼光谱、X 射线光电子能谱和扫描电子显

微镜测试表明，在充电的强氧化态下，电极表面活性物质的脱落受到了明显的抑制，有

效地控制了碳腐蚀损伤对电极的影响。基于数值计算结果，发现大气泡需要更大的接触

角差作为驱动力穿过电极，据此绘制了与气泡和接触角大小相关的气泡行为相图，用于

指导电极设计。电化学测试结果显示，“气泡二极管”基锌空气电池在 2.2 V 的截止电压

下表现出 94 mA/cm2的高充电极限电流密度，50 mA/cm2电流密度下表现出 1.98 V 的低

充电极化曲线电压，并拥有 600 周稳定长循环性能（10 mA/cm2）。从而对电化学系统中

气泡传输的内在机理提出了新的解释，为高性能析气电极的设计奠定基础。



图 4 锌空气电池关键参数对正极气体析出影响规律示意图

2.2 锌负极物质传输

基于实验和数学建模揭示了快充过程中锌负极的脉冲式析氢及电压振荡机制，并提

出相应的调控策略。首先，通过原位观测平台发现了电压振荡对应的锌负极上脉冲式氢

气泡析出的行为。单圈振荡周期可分为三个阶段：锌沉积、氢气泡析出长大以及氢气泡

脱离。基于气泡覆盖率和析氢副反应电流建立的数学模型计算结果表明：由于电压提升

和气泡生长之间的正反馈关系，电化学有效面积和锌沉积电流在气泡析出后期快速递减，

造成充电过电位大幅上升。同时，通过分析记录的动态影像，发现振荡峰的顶点并不对

应气泡脱离的起始点，而是稍有延迟，从而纠正了前人工作中的由于表征技术限制的盲

点。数学模型和有限元仿真结果表明，有效反应面积在气泡脱离初期恢复得相当缓慢，

同时气泡对流强化的物质扩散需要足够的时间来让锌酸根离子恢复至较高水平。这种情

况下，电压会继续上升直到满足充分的反应面积和离子浓度。在此基础上，揭示了整个

脉冲式析氢伴随电压振荡现象的内在机理。

随后，发现锌负极完整充电过程可分为振荡阶段、过渡阶段和稳定阶段。当脉冲式

析氢结束，即振荡电压的振幅衰减至零附近时，进入过渡阶段。此时，电极表面生长出

大量树枝状的枝晶，显著提高反应活性面积。同时伴随着连续的气泡析出，当比表面积

增加到足够大后，进入稳定阶段，气泡析出停止，电压降为稳定的锌沉积水平，呈现出

斜向下的直线形状。此外，基于多孔锌电极的研究，发现较大的反应面积可以很好地抑

制氢气泡的析出。然而，电流超过临界值后，气泡的脱离受电极几何结构的束缚无法排

出造成持续的高电压，在实际使用中应尽量避免。基于氢气行为在不同比表面积锌电极

上的特性，引入“最佳充电曲线”策略，在避免剧烈气泡析出的同时，确保了电极高效

稳定的充电沉积过程。最后，提出脉冲电流充电策略抑制剧烈的氢气析出，即通过提供

充分的时间让锌酸根离子扩散均匀来抑制副反应的发生。在对称锌电池和锌空气全电池



45 mA/cm2 的高电流密度运行工况下得到了有效验证，并获得比直接充电下更加均匀的

锌沉积形貌。实际运行中，可结合“最佳充电曲线”和脉冲电流策略，以安全、稳定并

且高效地快速充电。

图 5 锌负极脉冲式气体析出特性

锌电极的循环稳定性严重地制约了锌空气电池的应用，锌金属不均匀沉积引起的

电池短路是导致电池失效的直接原因。如图 6 所示，循环过程中锌电极呈现出了明显的

定向沉积，更多的锌沉积在电极的底部，并且随着循环的进行，不均匀沉积逐渐加剧，

最终导致电池的短路，是导致电池失效的直接原因。

图 6 锌电极不均匀沉积原位观测图

在原位观测的基础上，建立了二维电化学-物质传输耦合锌沉积模型，从物质传输和

电荷传输的角度，揭示了锌金属电极定向不均匀沉积产生的机理。如图 7 所示，锌原子

在初始阶段优先沉积在锌金属电极表面的成核点上。随着沉积的进行，成核点的形态发

生变化。通过电化学-物质传输耦合模型计算表明，成核点形态改变后，最大压力增加约

8 倍，说明随着沉积的进行会导致成核点断裂。此外，在循环过程中，会有大量的“死

锌”生成，生成的“死锌”与锌金属电极基体连接较弱。在重力的作用下，断裂的成核



图 7 锌电极定向不均匀沉积产生机理

点和生成的“死锌”迁移到电极的底部并逐渐在电极底部积累，在循环的过程中与底部

基体相连接，导致了初始的定向不均匀沉积。初始的定向不均匀沉积形成后，影响了电

极表面的电荷传输。电极底部凸起的位置更容易富集电荷，增大了局部电流密度和锌金

属沉积速率。随着循环的进行，定向不均匀沉积逐渐加剧。此外，氢气泡的向上传输加

剧了离子浓度的不均匀分布，加速定向不均匀沉积的形成。在有氢气泡的情况下，电极

底部和顶部的沉积锌厚度差可以达到 6 倍。

从增强物质传输的角度出发，引入流动的电解质溶液抑制锌金属循环过程中的定向

不均匀沉积，提升锌金属电极的循环稳定性。图 8 给出了在低电流密度下（1 mA cm−2）

和高电流密度（10 mA cm−2）锌电极循环寿命随着电解质溶液流动速度的变化关系。如

图所示，小流速下锌电极的循环性能未发生明显变化。当电解质溶液流速增加至一定值

时，锌电极的循环稳定性逐渐提升，最大循环寿命达到了静态工况下的 22 倍以上。并且

更高的电流密度应该匹配更高的流速以提升电极的稳定性。为了更充分利用流动的电解

质溶液，将流动电解质溶液的入口从侧部改为底部。如图 9 所示，使用改进的流道，锌

金属对称电池稳定循环了超过 18000 周（1200 小时）。



图 8 不同电流密度和不同流速下锌电极循环曲线：（a）1 mA cm−2；（b）10 mA cm−2

图 9 直流道下锌电极循环曲线

3 锂空气电池传质问题

对于锂空气电池中的传质问题，设计了一种具有高度有序阵列结构的空气电极，以

观察真实空气电极内部 Li2O2分布与形貌。具体方法是，以通道直径为 390 nm 的商用阳

极氧化铝（AAO）膜作为基底，通过简单的抽滤法和高温煅烧制备了碳包覆阳极氧化铝

（C-AAO）空气电极。碳膜成功覆盖在通道壁面上，实现电子转移并提供活性位点。

C-AAO 电极可以被轻易折断，而不会破坏其中的产物分布，实现了全电极范围的 Li2O2



观测而不仅局限于电极表面，电极和制备与形貌如图 10 所示。

图 10 一体化 C-AAO 电极的（a-c）制备与（d-g）表征

C-AAO 电极表现出极高的比容量（图 11），但在放电末期表现出“电压突降”行为，

即电池电压维持一段稳定的平台期，然后突然垂直下降并结束放电。电化学阻抗谱表示，

在 100 mA g-1 时，将产生巨大的电荷转移阻抗；而与 100 mA g-1 相比，尽管在 300 mA g-1

时电荷转移阻抗只有轻微增加，但电池依然发生“电压突降”。为了揭示该现象，从物质

传输的角度进行深入分析。

图 11 （a-b）不同电流下的恒流放电曲线。（c）100 mA g-1和（d）300 mA g-1电荷转移阻抗分析

如图 12 所示，通过离线观察可以发现，在 100 mA g-1 时，通道直径限制了环形 Li2O2



的生长，电极几乎被完全堵塞，并且 Li2O2 的尺寸是均匀的。C-AAO 电极顶部的 Li2O2

平均直径为 317 nm，高于电极内部的 290 nm 和电极底部的 230 nm。其次，在 100 mA g-1

和 300 mA g-1 之间存在一个临界电流密度（It），逆转了环形 Li2O2 的分布和尺寸。当电

流密度高于 300 mA g-1 时，环形 Li2O2尺寸基本呈现出隔膜侧高于氧气侧的趋势，表明

此时高浓度的锂离子浓度可能是影响环形 Li2O2 生长的关键因素。结合电化学阻抗谱和

离线观测，在小电流时，电池放电终止与高电荷转移阻抗和电极堵塞导致的浓差极化有

关；在大电流时，“电压突降”归因于快速电化学反应导致的严重的浓差极化。

图 12 Li2O2在 C-AAO 电极端面和内部的（a-d）分布特征与（e）尺寸分析

此外，建立了一种 Li2O2 的生长模型，以探究反应路径。如图 13 所示，端面上的

Li2O2以环形为主，其生长取决于本身的尺寸和电极表面结构，具体总结为：（i）“环抱”

壁面，形成不完整的环；（ii）“躺”在电极上横向生长；（iii）在其他 Li2O2 表面成核生

长。在电极内部，Li2O2 呈现环形和絮状。随着电流密度增加，环形 Li2O2尺寸减小，成

核数量增加。环形 Li2O2逐渐被絮状 Li2O2覆盖，表明 Li2O2并非在通道中间歧化产生，

而是靠电极表面生长。环形 Li2O2 在端面和通道内的生长倾向于与电极连接，因此仅用

歧化反应解释其成核生长过程是不合适的。作者提出在 Li2O2成核早期，颗粒底部（电

极/Li2O2界面）受表面路径控制，这是由于电极表面的高 LiO2浓度和电子转移的可能性。

随后，溶液中的 LiO2 在 Li2O2颗粒雏形周围歧化，覆盖了发生表面路线的区域，最终形

成一个不完整的环。Li2O2的生成路径可能不仅局限于表面路径和溶液路径，两者之间的

耦合可能是导致不规则 Li2O2颗粒产生的原因。



图 13 Li2O2在 C-AAO 电极（a-e）端面和（f-k）内部的生长模型。（l）依赖于导电电极表面的环形 Li2O2

反应路径

4 结 论

本文针对锌和锂空气电池中的传质问题展开研究。对于锌空气电池充电过程中正负

极上气体输运和枝晶生长机理及调控机制研究结论如下：1、锌空气电池充电过程中气体

析出分为三个阶段：隐匿期、小气泡期和大气泡期。提高催化剂载量、降低电流密度和

充放电深度可抑制碳腐蚀。2、大电流下锌负极出现脉冲状氢气泡析出，导致电化学有效

面积和电流快速衰减，过电位急剧上升。提出了锌电极充电过程的最佳充电曲线和脉冲

电流策略。3、建立了锌空气电池中气体传输引起的完整数学模型，考虑了活化、欧姆和

浓差过电位。浓差过电位模型通过数值计算考虑了吸附和脱离引起的对流效应。4、提出

了“气泡二极管”概念，促进气体快速输运。通过气泡行为相图指导电极设计，实现高

充电极限电流密度和稳定的充放电循环性能。5、锌电极的定向不均匀沉积严重制约了电

池的循环性能。定向不均匀沉积导致电极电荷的不均匀分布，底部形成的凸起部分有更

高的局部电流密度和更快的沉积速率。6、引入流动的电解质溶液强化传输过程可以有效

地抑制锌电极定向不均匀沉积，提升电极稳定性，最高可达 18000 周（1200 小时）的循

环寿命。对于锂空气电池正极中的传质问题和反应路径问题研究结论如下：1、提出了一

种全电极范围内观测空气电极内部过氧化锂分布和形貌的方法，并发现在大电流下产物

尺寸分布逆转现象。2、揭示了电压突降行为是电荷转移阻抗和浓差极化的耦合结果，且

取决于电流密度。环形 Li2O2是电极表面电化学反应途径和溶液歧化反应耦合的结果。
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摘要：Fe-N-C 是一种高效的碳基过渡金属氧还原催化剂，但是具有合成方法复杂，产量低等问题限制

了燃料电池的商业化进程。为解决这些问题，本文基于廉价天然金属铁卟啉（氯化血红素），利用室温

共沉淀法，在水环境中设计并合成了 Fe-N-C 催化剂，探究了热解温度,氯化血红素掺杂量对催化剂氧

还原电化学性能的影响。结果表明，在碱性环境中 Fe2-N-C950初始电位为 0.1364 V（vs. Ag/AgCl）、半

坡电位为-0.0174 V（vs. Ag/AgCl）、截止电流密度为-5.6354mA·cm-2，在碱性条件下电化学活性与商用

铂碳催化剂相当。

关键词：天然金属铁卟啉、ZIF-8、氧还原反应、非贵金属催化剂、Fe-N-C

0 前言

目前，适用于燃料电池阴极氧还原反应的非贵金属电极主要包括过渡金属电极和非

贵金属碳基电极[1]。碳基过渡金属（M-N-C）电极，由于具有丰富、廉价的前驱体，对

氧还原反应（ORR）展示出较高的催化活性，获得了越来越多的关注[2-4]。尤其是 Fe-N-C
催化剂，由于其在碱性介质中具有优异的 ORR 活性而备受关注[5]。

在众多非贵金属碳基电极中，以金属有机骨架（MOFs）为前驱体构筑的非贵金属

多孔碳基电极由于其具有比传统多孔材料更高的比表面积，可调节的孔径，在电化学领

域已经引起了越来越多的科研工作者的关注，掀起了一股对传统能源应用的创新浪潮[6-8]。

沸石咪唑盐骨架（ZIFs）是金属有机骨架（MOF）的一个新的子家族，由通过咪唑盐配

体桥接的四面体过渡金属（例如 Zn 或 Co）构成[9]。由于其具有高的比表面积、丰富的

碳/氮含量、高热稳定性的优点，被广泛用作制备电催化剂的理想前体[10]。然而，据报道，

通过直接煅烧 ZIF-8 前驱体获得的催化剂具有较差的 ORR 催化活性。Jiao[11]，Lai[12]和

Jiang[13]提出将不同的铁源掺杂到 ZIF-8 的前驱体中，通过煅烧-酸蚀刻-煅烧的方法，合

成了性能优异的 Fe-N-C 催化剂。但是合成过程仍然复杂，涉及繁琐的酸蚀刻和第二次

加热处理。这些方法通常会导致催化剂形态异质，活性位点构建不佳。

自 1964 年，Jasinski[14]首次发现钴酞菁具有 ORR 催化活性，开启了非贵金属催化剂

研究的新领域，诸多关于以金属酞菁和金属卟啉等金属大环化合物为氧还原电催化剂前

基金项目：国家自然科学基金青年项目（燃料电池碳基梯级孔隙电极多组分耦合传递机理及能质转换

强化 No. 52106110）



驱体的研究被广泛报道。如今，金属大环化合物，特别是金属卟啉类大环化合物，因其

合成简单、化学稳定性好，已经发展成为非贵金属碳基电催化剂领域的一个重要分支[15]。

但过渡金属大环化合物价格昂贵，合成方法复杂，不易获得等缺点限制了催化剂的大规

模运用，因此需要寻找成本更低、效率更高的化合物来替代大环化合物。

卟啉（C20H14N4）作为一种在中间或β位置被各种官能团取代的大分子杂环化合物材

料，可以与卟啉中心的许多金属离子或二级建筑单元（SBUs）配合形成金属复合材料，

也被称为金属卟啉。由于金属卟啉分子中天然独特的 TM-N4 结构（被认为是 ORR 活性

位点）具有良好的电化学催化活性[16]。利用 ZIF 与卟啉相结合，使催化剂具有更丰富的

活性位点、更稳定的碳结构、更高效的电化学 ORR 活性，是进一步提升 Fe-N-C 催化剂

ORR 活性的一种新思路。Xue 等基于氯化血红素和 ZIF-8 前体，通过一步热解，设计并

制备了一种具有优异 ORR 催化活性和稳定性的双金属 Zn/Fe@N 掺杂分级多孔碳

（Zn/Fe-N-C）催化剂[17]。但其合成须在甲醇溶液中合成，合成产量较低，急需开发更

加绿色高效的催化剂合成方案。

基于此，本文利用价格低廉的天然金属铁卟啉（氯化血红素）为铁源，叶片状 ZIF-8
（ZIF-L）为碳基载体，通过氮气气氛下热解，在水环境中合成了高产量的高效 Fe-N-C
催化剂。探究了 Fe-N-C 制备过程中氯化血红素用量和热解温度对 ORR 催化性能的影响。

1 Fe-N-C 催化剂的制备及实验方法

1.1 Fe-N-C 催化剂的制备

本文制备了一种新型 Fe-N-C 催化剂，制备流程如图 1 所示，其制备步骤如下：

①将 100 mg 氯化血红素溶解在 20 mL N-N 二甲基甲酰胺（DMF）中，形成溶液 A。

②将 0.595 g（2 mmol） Zn（NO3）2·6H2O 和 1.314g（16 mmol）二甲基咪唑溶解在

100 mL 超纯水中，分别形成溶液 B 和 C。
③将 A、B 和 C 溶液充分混合后，在室温下进一步搅拌反应 4 h，然后静置 24 h 保

证共沉淀反应的进行。

④通过离心（10000 rpm，10 min）收集产物，并用超纯水和乙醇洗涤数次，在 60℃
下真空干燥 24 h。

⑤将前驱体置于管式炉中，在氮气气氛下，以 3℃·min-1 的加热速率升温至 950℃，

之后保持 3 h 进行材料的热解，降温后的产品即为最终催化剂，记为 Fe2-N-C950。最终产

量为 108mg。
为探究热解温度对 Fe-N-C 催化剂性能的影响，在 750℃、850℃、1050℃的热解温

度下分别制备四种不同热解温度下热解的催化剂。得到的三个催化剂记为 Fe2-N-C750、

Fe2-N-C850、Fe2-N-C1050。

为探究血红素掺杂量对催化剂氧还原性能的影响，改变血红素的掺杂量，分别使用

质量为 50 mg、100 mg 和 150 mg 的氯化血红素进行掺杂，将得到的三个催化剂分别记

为 Fe1-N-C、Fe2-N-C 和 Fe3-N-C。具体制备流程如图 1 所示。



图 1 实验制备流程图

Figure 1 Experimental Preparation Flowchart

1.2 氧还原性能测试系统介绍

实验中采用循环伏安法（CV）、线性扫描伏安法（LSV）等电化学方法在 25℃下，

0.1 mol·L -1 KOH 为电解液的三电极测试体系中对 Fe-N-C 催化剂的氧还原性能进行了

研究。使用 AUTOLAB 电化学工作站三电极系统进行样品的电化学测量，该工作站配备

有 PINNE 旋转环-盘电极（RRDE），玻璃-碳盘的面积为 0.2475 cm2，由铂环包围，铂环

面积 0.1866 cm2。工作电极采用催化膜修饰的 RRDE； Ag/AgCl、铂丝分别作为参比电

极和对电极。其中，工作电极的制备步骤如下所述：将 4 mg 催化剂分散在含有 500 µL
无水乙醇、500 µL 超纯水和 45 µL，5 wt.%Nafion 的溶液中，超声处理 20 min，以形成

均相催化剂油墨。将 12.5 µL 催化剂油墨滴在 RRDE 上在空气中干燥。为了对比测试

Fe-N-C 的氧还原活性，实验中选用商用的 Pt-C 电极（Pt 质量分数为 20 wt.%）作为参照

样品，采用同上方法制备了工作电极。经计算，最终工作电极上催化剂的载量均为 196
μg·cm2。

2 实验结果与讨论

2.1 Fe-N-C 的氧还原性能测试

2.1.1 循环伏安测试分析

在对 Fe-N-C 催化剂的氧还原性能进行研究时，首先采用循环伏安方法在饱和氩气

和饱和氧气下的 0.1 mol·L-1 KOH 电解液中进行了测试，以初步判断 Fe2-N-C950催化剂的

氧还原反应活性。具体测试步骤如下：

在 0.1 mol·L-1 KOH 电解液中通入 30 min 的氩气或者氧气，使得电解液达到饱和状

态；

对催化剂材料以 200 mV·s-1 的扫速在电压范围-0.965 V～0.234 V（vs. Ag/Agcl）内进

行 50 次循环伏安扫描，以使催化剂进行活化；

以 50 mV·s-1 的扫速在同样的电压范围内进行循环扫描获得循环伏安曲线，如图 2
所示。

从图 2 中可以看出，在氩气饱和的 KOH 电解液中测得的循环伏安曲线中，催化剂

未显示出法拉第电流。而在氧气饱和的 KOH 电解液中测得的循环伏安曲线中的氧还原

反应区域出现了明显的峰值，表明 Fe2-N-C950催化剂具备良好的氧还原反应活性。



图 2 Fe2-N-C950催化剂循环伏安曲线

Figure 2 Cyclic Voltammetry Curve of Fe2-N-C950 Catalyst

2.2 热解温度对 Fe-N-C 氧还原性能影响的研究

为了探究热解温度对 Fe-N-C 氧还原催化性能的影响，实验采用了线性扫描伏安法

在旋转环盘电极中对四种催化剂进行了测试，并与商用 Pt-C 催化剂的测试结果进行了对

比。

具体测试步骤如下：

在 0.1 mol·L-1 KOH 电解液中通入 30 min 的氧气，确保电解液中饱和的氧气环境；

将凃覆催化剂薄膜的玻碳工作电极在 1600 rpm 的转速下，以 200 mV·s-1 的扫速在电

压范围-0.965 V～0.234 V（vs. Ag/AgCl）内进行 50 次循环伏安扫描，以使催化剂进行活

化；

在同样的旋转圆盘电极转速下，以 10 mV·s-1 的扫速对工作电极在电压范围-0.965
V～0.234 V（vs. Ag/AgCl）内进行负扫，获得的催化剂材料的 LSV 曲线，如图 3 所示。

LSV 曲线的起始电位和半坡电位是衡量催化剂氧还原性能的重要指标。通过对 LSV
曲线进行分析获得了所有催化剂样品的起始电位和半坡电位以及截止电流密度，如表 1
所示。同时催化剂材料的 Tafel 斜率是衡量催化剂材料氧还原能力的另外一个重要指标。

Tafel 斜率越低证明催化剂在催化氧还原反应时的过电势越低,其氧还原反应催化活性越

高。由图 3、图 4 可知，当加热处理温度为 750°C 时，催化剂表现出较差的 ORR 活性。

具有四种催化剂中最差的起始电位。当温度进一步升高到 850°C 时，催化剂开始显示出

接近商用 Pt-C 的 ORR 活性。这表明 850°C 是产生 ORR 活性位点的最低温度。然而较

高的温度（1050°C）会导致催化剂活性显著降低，这是由于过高的温度会使样品的石墨

化程度大福提高，使大量的铁被石墨碳包裹不利于活性中心的形成。Fe2-N-C750、

Fe2-N-C850和 Fe2-N-C1050样品的半波电位 E1/2（-0.0638 V、-0.0443 V、0.0443 V vs. Ag/AgCl）
低于商用 Pt-C 催化剂。当热解温度为 950℃时，催化剂具有优于商用 Pt-C 催化剂的催化

性能。这些结果表明，继续优化制备条件，Fe-N-C 催化剂将有希望替代 Pt-C 用作燃料

电池阴极 ORR 催化剂。



图 3 不同热解温度 Fe-N-C 催化剂 0.1 M KOH 电解液中测试 ORR 的极化曲线

Figure 3 Polarization curves for ORR testing in 0.1 M KOH electrolyte of Fe-N-C catalysts at different

pyrolysis temperatures.

图 4 Fe-N-C 催化剂 Tafel 曲线图

Figure 4 Tafel Curve of Fe-N-C Catalyst
表 1 各样品电化学 ORR 催化的活性参数

Table 1 Active Parameters of Electrochemical ORR Catalysis for Various Samples

样品名称
起始电位(Eonset) V

（vs. Ag/AgCl）

半波电位(E1/2) V

（vs. Ag/AgCl）

截止电流密度

(JL)/(mA·cm-2)

Fe2-N-C750 0.0534 -0.0638 -5.5274

Fe2-N-C850 0.0851 -0.0443 -5.2537

Fe2-N-C950 0.1364 -0.0174 -5.6354

Fe2N-C1050 0.0900 -0.0443 -5.2453

Fe1-N-C950 0.0974 -0.0369 -5.5755

Fe3-N-C950 0.0876 -0.0369 -5.5457

Pt-C (20%wt) 0.1193 -0.0272 -5.0795



2.3 血红素掺杂量对 Fe-N-C 氧还原性能影响的研究

为探究血红素掺杂量对催化剂氧还原性能的影响，分别使用 50 mg，100 mg，150 mg
氯化血红素在950℃的热解温度下合成了三种不同铁含量的催化剂样品记为：Fe1-N-C950、

Fe2-N-C950、Fe3-N-C950，对催化剂的氧还原性能进行了测试，结果如图 5、图 6 所示。

由图 5、图 6 可知，当血红素含量为 100 mg 时催化剂具有最好的催化性能，其始电

位、半坡电位、截止电流密度都优于商用 Pt-C 催化剂。这是因为引入氯化血红素后在组

装过程中 Fe3+对 Zn2+的有效取代可以避免热解过程中 Zn2+的高温挥发导致 MOF 结构的

坍塌。在 ZIF 晶体形成过程中，随着 Fe 含量的增加，由于 Fe3+与 Zn2+竞争 2-MEIM 配

位键的能力增强，但引入过量的血红素，整个自组装结构的缺陷可能导致活性位点密度

的降低，从而导致 Fe3-N-C 电化学性能比 Fe2-N-C 略低。这表明适量的氯化血红素的掺

杂可以提高催化剂的 ORR 活性，但值得注意的是 Fe3-N-C 具有更好的截止电流密度，其

具体原因还有待于进一步研究。

图 5 不同血红素载量 Fe-N-C 催化剂 0.1 M KOH 电解液中测试 ORR 的极化曲线

Figure 5 Polarization curves for ORR testing in 0.1 M KOH electrolyte of Fe-N-C catalysts with different

hemin loadings.

图 6 Fe-N-C 催化剂 Tafel 曲线图

Figure 6 Tafel Curve of Fe-N-C Catalyst



2.4 Fe-N-C 催化剂的氧还原机理研究

氧气在催化作用下进行还原反应时，由于催化剂材料的不同，氧还原时的中间反应

过程和电子转移过程也不尽相同，为了探究 Fe-N-C 材料催化作用下的氧气还原反应机

理，使用了 RRDE 测量在 0.1 M KOH、1600 rpm 下的过氧化氢产率及电子转移数，以方

便分析反应类型。使用的旋转环盘电极（RRDE）带有圆盘电极（玻碳，面积：0.2475 cm2）

和一个环形电极（Pt 电极，面积 0.1866 cm2），实验结果如图 7 所示。使用以下公式计算

电子转移数（n）和过氧化物产率（H2O2%）根据以下等式：

d

d r

4
/
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n

I I N

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2 2
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/(%) 200
/

I NH O
I I N
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（Id和 Ir分别是圆盘和环电流密度。N 是 Pt 环的收集效率：0.37）。

图 7 Fe2-N-C950催化剂过氧化氢产率和电子转移数

Figure 7 Peroxide Yield and Electron Transfer Number of Fe2-N-C950 Catalyst

由图 7 可知，氧还原反应的电子转移数在 3.76~3.976 范围内波动，过氧化氢产率为

2.1%，表明氧气在 Fe2-N-C950的催化作用下进行的还原应与商用 Pt-C 催化剂相似，是一

个典型四电子转移动力学过程。

3. 结 论

本文通过简单的共沉淀-热解法成功地合成了具有高密度原子分散的 Fe-NX 活性中

心和具有分级多孔结构的 Fe2-N-C 催化剂。基于 ZIF-L 前驱体以及具有 ORR 活性位点的

氯化血红素的自组装合成，在最优的热解温度下对氯化血红素掺杂量进行精确调控。结

果表明，所合成的 Fe2-N-C 催化剂在碱性介质中表现出与商业 Pt-C 相当的 ORR 活性。

同时证明，氯化血红素的掺杂可以通过有效的近四电子过程显著提高催化剂的 ORR 活

性。该工作可为基于 MOF 的替代性 Pt 基非贵金属催化剂的制备提供新的方向，为大量

合成非贵金属催化剂提供了新思路。
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摘要：在二氧化碳地质封存过程中，孔隙尺度单相流动耦合溶质输运和固体溶解的物理化学过程广泛

存在。该物理化学过程中，结构和矿物非均质性对流动、传质、反应及固体溶解过程影响显著。本文

重构了三层裂隙结构，并将三种不同溶解速率的矿物以颗粒形式进行混合。在上述具备结构和矿物非

均质性的结构中，利用格子玻尔兹曼方法，模拟了酸化流体从中心流入四周流出的固体溶解过程，分

析其物理化学机理。结果表明，固体溶解主要沿着溶解速率快的矿物的分布区域进行，溶解速率慢的

矿物会对溶质输运和固体溶解产生屏蔽作用。溶解快的矿物会增加其相邻矿物的暴露表面积，提高其

有效反应速率。

关键词：矿物非均质性，固体溶解，格子玻尔兹曼模拟，矿物比表面积，有效反应速率

0 前言
研究包含流体流动、溶质输运和固体演变的孔隙尺度物理化学过程是理解广泛化学

现象和工程应用的关键，例如二氧化碳地质封存[1-3]、化学羽化[4]、污染物迁移[5]和
强化采油[6]等。在二氧化碳地质封存过程中，单相流动固体溶解过程广泛存在，酸化流

体（反应物）流入孔隙结构中并在固体表面反应被消耗，导致固体演变。

单相流动固体溶解过程可由佩克莱数（Pe=uinlc/D）和达姆科勒数（Da=krlc/D）描述，

其中，uin 为计算区域的进口速度，lc 为孔隙结构的特征长度，D 为溶质的扩散系数，kr

为固体溶解的反应速率常数。Pe 和 Da 分别衡量了对流与扩散间的相对强度和反应与扩

散间的相对强度。不同 Pe 和 Da 会导致截然不同的固体溶解模式，对于小的 Pe 和 Da，
固体结构会被均匀溶解即均匀模式；对于小的 Pe 和大的 Da，固体结构会沿着流动方向

紧凑地进行溶解即紧凑模式；对于大的 Pe 和 Da，固体结构主要沿着流速快的优势流道

进行溶解即虫洞模式；对于其余 Pe 和 Da，溶解模式处于其余模式的转变区间即混合模

式。Pe 和 Da 对固体溶解过程的影响在先前研究中已被深入揭示，并且，研究表明当

Pe 和 Da 大于或等于 1 即对流和反应强于扩散强度或与其相当时，非均质性会对溶解模

式产生显著的影响[7]。
非均质性的影响可分为结构非均质性和矿物非均质性。结构非均质性的影响本质上

是固体不均匀分布导致的不均匀流动引起强度不同的局部对流传质，作用于反应物分布

从而影响固体溶解。Liu 等[8]利用相关长度定量描述了三维多孔介质的结构非均质性，

并模拟了结构中的固体溶解过程，结果表明，更大的相关长度（更好的连通性）增强了
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均匀模式和虫洞模式。Zhang 等[9]在不同欧拉数的二维多孔介质中模拟了固体溶解过程，

发现更大的欧拉数会导致更多的优势通道从而增强虫洞模式。矿物非均质性本质上是具

有不同溶解速率的固体的不均匀分布影响了溶解过程的进行。Chen 等[10]模拟了由可溶

矿物和不可溶矿物构成的矩形通道的固体溶解过程，结果表明，不溶解矿物会抑制溶质

输运并减小溶解速率。Al-Khulaifi 等[11]通过实验研究了包含白云石和方解石的岩样中

的溶解过程，发现溶解主要出现在方解石分布的区域，从而导致虫洞模式的出现。

本文利用格子玻尔兹曼方法（Lattice Boltzmann Method：LBM）模拟了具有矿物非

均质性的三层结构中的固体溶解过程，并定性分析了动态溶解中的反应物分布，定量分

析了结构孔隙率在垂直方向的变化、矿物比表面积变化和矿物的有效反应速率变化。在

第一节中，基于 Voronoi 方法生成三层结构，并将三种矿物分别以分层形式和颗粒形式

进行排布。在第二节中，简要介绍了包含流动、传质和固体演变的 LBM 方法。在第三

节中，分析了三层结构的溶解过程并量化了矿物的溶解特点。在第四节中，总结了本文

的主要结论。

1 三层非均质结构生成
1.1 三层结构生成

本文在大小为 320× 320× 32 的计算区域中生成了三维多孔结构，如图 1a 所示。该

三维结构由三层多孔介质组成。对于三层多孔介质，首先在 x-y 切面上生成二维 Voronoi
结构[12]，如图 1b-1d，其中孔隙宽度为 8 个格子，取为结构的特征长度 lc。三个二维

Voronoi 结构分别在 z 方向被拉伸至 10 个格子厚度，形成三个 2.5 维的多孔介质。然后，

将三个 2.5 维结构在 z 方向堆积并用两层格子厚度为 1 的不溶解矿物盖板将其上下夹住，

生成三维结构。在上述生成的结构的中心，由上方挖出一个半径为 20 格子、深度为 31
个格子的圆柱型注入通道。酸化流体沿着该通道在 z 方向注入并向四周流动，如图 1a
的黑色箭头标出。

图 1 矿物分层排列结构 C1 示意图。（a）三维示意图。（b）第一层切面结构。（c）第二层切面结构。

（d）第三层切面结构

1.2 矿物非均质性

本文选用三种溶解速率不同的矿物成分（M1、M2 和 M3）以引入矿物非均质性，

三种矿物的溶解速率常数 kr 分别为 4.9×10-4 m/s、3.16×10-5 m/s 和 9.8×10-6 m/s。第一，

将三种矿物按顺序填充三层结构，即第一、二和三层分别填充 M1、M2 和 M3，形成溶

解速率常数在注入方向递减的三维结构（C1），如图 1 所示。第二，将三种矿物按颗粒

形式排布，给每一个 Voronoi 颗粒赋予一个 0 至 1 之间的随机值 j。当 0<j≤0.3333、
0.3333<j≤0.6666 和 0.6666<j≤1，将颗粒分别以 M1、M2 和 M3 矿物填充，从而生成矿物



以颗粒形式混合的矿物非均质结构（C2），如图 2 所示。

图 2 矿物颗粒混合排列结构 C2 示意图。（a）三维示意图。（b）第一层切面结构。（c）第二层切面

结构。（d）第三层切面结构

2 格子玻尔兹曼方法
2.1 单相流动

本文模拟了三维多孔介质内的单相流动，其控制方程如式 1
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通过三维十九方向（D3Q19）的标准格子玻尔兹曼模型[13, 14]模拟上述流动过程。

第 i 个方向的密度分布函数为

 eq1( , ) ( , ) ( , ) ( , )i i i i i
v

f c t t t f t f t f t


      x x x x (2)

其中，fieq(x,t)为位置 x和时间 t 的平衡密度分布函数如式 3，ci是第 i 个方向的格子速度

如式 4
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粘度ν与碰撞时间τν相关可由ν=cs2(τν-0.5)Δt 计算，其中 cs为 LBM 的声速。流体的密

度ρ和速度u采用式 6 计算
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2.2 反应传质和固体演变

反应输运过程包含反应物 R(aq)(H+)、生成物 P(aq)(Ca2+)和三种矿物 Sm(s)(M1, M2 和

M3)。溶质输运由对流和扩散控制
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其中，C 为溶质浓度，D 为扩散系数。反应物和矿物反应并产生生成物的过程

(aq) (s) (aq)R S Pm  (8)

该溶解过程遵循一阶化学动力学模型
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其中，n 为固体表面的外法线方向，kr,m和 Keq,m 分别为第 m 种矿物反应的反应速率常数

和化学反应平衡常数。

在 LBM 中，采用三维七方向（D3Q7）格式[8]进行反应输运的模拟，第 i 个方向的

浓度分布函数 gi,k 为

        eq
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其中，gi,keq(x,t)为第 k 个组分在位置 x和时间 t 下的平衡分布函数
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其中，Ji,k取值为
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第 k 个组分的扩散系数 Dk由松弛时间τg,k通过 Dk=(τg,k-0.5)(1-J0,k)/3 计算。

当固体溶解发生时，界面固体点上的第 m 种矿物的体积分数 Vm(s)由式 3 计算[15]，

     (aq) (aq)(s) (s) (s) r, R P eq,m m m mV t t V t AM k C C K t      (13)

其中，A 为反应表面积，M(s)为摩尔体积。三种矿物的 Vm(s)分别初始化为 1 并以不同的

速率减小。当 Vm(s)减小至 0 时，固体格点被置换为空格点，并以四周 6 个格点的压力

和溶质浓度的平均值初始化。



3 结果与讨论
在模拟该物理化学过程时，对于单相流动，圆柱通道的顶部进口采用垂直向下的速

度 Vinj 为 0.01 的速度进口边界，四周流体格点上采用出口压力 pout为 1 的压力出口边界，

固体均采用无滑移边界。对于反应输运模拟，进口采用反应物进口浓度 CR,in 为 1 的定浓

度边界条件，四周流体格点上采用充分发展边界，固体表面按固体成分不同设置不同反

应速率的固体反应边界。模拟时，首先注入不含反应物的流体并使区域内的流动达到稳

态，之后，施加进口浓度边界，溶解过程开始。该模拟的 Pe 为 56，三种矿物的 Da 分

别为 3.92、2.53×10-1 和 7.84×10-2。在结构孔隙率ϕ增加至其初始值的两倍的过程中，记

录 x-y 切片的孔隙率ϕs的变化、矿物的比表面积和有效反应速率的变化。

3.1 矿物分层排列 C1 的影响

对于矿物分层排列的结构 C1 中的溶解过程，由于三层的矿物不同，可以预见，每

层在 x-y 方向都会形成不同的溶解模式，并且在 z 方向相互影响。C1 溶解过程中 CR 的

分布如图 3 所示，其中三层结构内的浓度分布分别采用 z 为 6、16 和 26 表征。

图 3 C1 结构内反应物的三维分布和三层切面上的分布

总体而言，由于每层的 Da 不同，三层中出现了三种不同的溶解模式。在第一层中，

虫洞溶解出现，当ϕ/ϕ0 为 1.2 时，多条优势通道从中心伸向出口，这是由于这些通道中

的对流强度高使得反应物充足，固体溶解多，当ϕ/ϕ0 增加到 1.4 时，优势通道相互合并

形成一个相对紧凑的溶解前沿，如图 3。之后，溶解前沿不断远离入口，流动的截面积

增大，流动速度减小，对流强度降低，因此，更为紧凑的溶解模式取代了虫洞模式，与

Xu 等[16]的结果一致。在第二层中，处于紧凑模式和均匀模式间的混合模式出现，如图

3。在溶解过程中，CR在靠近中心的区域极高，然而，在较低的反应速率作用下，没有

形成虫洞模式。同时，未被消耗反应物被输运至远离入口的区域，引起缓慢的溶解。因

此，固体溶解在整个区域中同时发生，其中，入口附近速率高，远离入口区域速率低，

导致混合模式。在第三层中，由于极低的反应速率，反应物均匀地分布于整个区域，导

致均匀溶解。注意，计算区域的四个边角处至中心的距离大于四条边界，因此 CR较低，

且这些区域不在考虑范围内。进一步定量分析该结构的溶解过程，图 4 展示了 x-y 平面



的归一化孔隙率ϕs/ϕs,0 在 z 方向的变化。由于三层矿物的反应速率不同，ϕs/ϕs,0的变化曲

线在三层中分别呈现出多项式、二次式和膝折式的特点。此外，层与层间的连接处增加

了矿物的暴露表面积，因此，在该区域内矿物的溶解被增强，从而导致较大的ϕs/ϕs,0，

如图 4 中黑色虚线处所示，称其为层间增强效应。

进一步分析矿物分层排布对矿物溶解特性的影响，溶解模式会使矿物暴露表面积 A
以不同趋势变化，从而改变反应能够有效进行的面积，影响有效反应速率常数 ke和注入

孔体积 PV，因此，对溶解过程中的 A/A0、ke 和 PV 进行统计，如式 14 计算。

,
e

(s) 0

R inQVk PV
AM t HWL


 


， (14)

其中，∆V 为∆t 时间内整场矿物体积分数的变化，QR,in 为反应物的进口流量，H、W 和 L
分别为计算区域的 z、y 和 x 方向的长度。C1 溶解过程中，A/A0、ke和 PV 的变化如图 5
所示。总的来看，因为 M1 和 M2 的溶解增加了层间连接处 M2 和 M3 的暴露表面积，

M2 和 M3 的 A/A0 先增加，而 M1 的 A/A0 由于溶解不断减小，如图 5a。如图 5b 所示，

三种矿物的 ke 均低于 kr，这是由于注入的反应物并没有被矿物溶解充分消耗，而是受限

于溶解模式和有效反应面积[17]。对于 M1，ke,M1 初始时很大但之后减小，与 A/A0的变

化趋势相符。当 A/A0 减小时，有效的反应表面积减小，暴露的表面处在区域的角落处，

使反应无法有效进行[18]。不过，对于 M2 和 M3，ke,M2 和 ke,M3 先增加并维持恒定。尽

管，M2 和 M3 的 A/A0在初始的增加后不断减小，残余的表面均暴露在 CR较高的区域，

能够进行有效的反应，从而维持稳定的 ke。反应过程中，PV 以几乎恒定的速率增加，

这是由于结构内的总体有效反应速率几乎相同。

图 4 结构 C1 溶解过程中 x-y 切面孔隙率在 z 方向的变化



图 5 三种矿物溶解过程的反应参数变化。（a）比表面积变化。（b）有效反应速率和注入孔体积变化

3.2 矿物混合排列 C2 的影响

在 C2 中，溶解过程的 CR 分布如图 6 所示，其中展示出两个主要的现象。第一，

M2 和 M3 抑制了 M1 的溶解，即溶解速率慢或不溶解的矿物对溶解过程的屏蔽效应[10,
11]。对比图 6 中第三层由 G1 和 G2 标注的两个 M1 颗粒，二者距离中心的距离相同，

但是溶解过程截然不同。当ϕ/ϕ0小于 1.4 时，G2 已经完全被高 CR的溶解前沿包围，发

生较多的溶解，然而，G1 仍然处于一个低 CR的环境。只有当 G1 周围的颗粒被溶解后，

高 CR的溶解前沿到达 G1，然后产生溶解。换言之，M2 和 M3 颗粒阻碍了反应物向 G1
的输运从而减缓了 G1 的溶解。第二，三层溶解的模式均由 M1 的分布主导。如图 6，
溶解前沿均沿着 M1 分布的路径发展，完全地将 M1 颗粒溶解，将 M2 和 M3 残留。

图 6 3 C2 结构内反应物的三维分布和三层切面上的分布

溶解过程中ϕs/ϕs,0 的变化如图 7 所示，层间增强效应仍然十分显著。然而，与图 4
中 C1 的ϕs/ϕs,0变化相比，第一层和第三层的ϕs/ϕs,0呈现出膝折型，第二层呈现出二次型，

这是由于 M1 在三层中均有分布，使 3 层的溶解模式相似。

在矿物混合排列的影响下，分析三种矿物的化学反应特征，A/A0 的变化、ke 和 PV
的变化如图 8 所示。将 C1 与 C2 对比，当矿物以颗粒形式混合排列时，M1 与 M3 的接



触将更多，因此，M1 的溶解会导致 M3 暴露更多的表面积，如图 5a 和图 8a 所示。对

比 C1 和 C2 的 ke和 PV 的变化，如图 5b 和图 8b，发现两种矿物分布模式下，矿物的溶

解特点基本相同，这是由于，M1 均按照颗粒的形式分布于整个计算域，溶解过程被其

主导，呈现相似特点[11, 19, 20]。
图 7 结构 C1 溶解过程中 x-y 切面孔隙率在 z 方向的变化

图 8 三种矿物溶解过程的反应参数变化。（a）比表面积变化。（b）有效反应速率和注入孔体积变化

4 结论
本文设计了包含结构非均质性和矿物非均质性的三层多孔结构，采用中心注入四周

流出的方式注入酸化溶液，研究单相流动固体溶解过程的机理。利用三层不同 Voronoi
结构的堆叠引入结构非均质性，利用三种不同的反应速率常数的矿物填充固体引入矿物

非均质性，还原地层岩样特征。利用格子玻尔兹曼方法，模拟结构中单相流动和固体溶

解过程。结果表明，溶解速率快的矿物主导溶解过程的发展，溶解速率慢的矿物会抑制

反应物输运并对矿物溶解产生屏蔽效应。矿物的非均质排列会使不同矿物间产生不同面

积的接触，随着溶解的进行，溶解快的矿物暴露表面积不断减小，有效反应速率不断降

低，消失的矿物增加了溶解慢的矿物的暴露表面积，使其有效反应速率维持波动状态。

本文为孔隙尺度下非均质性对固体溶解的影响提供了详细的见解。
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摘要：电极结构对质子交换膜燃料电池（PEMFC）系统中的传质过程具有重要影响。本研究重建了有序

梯级多孔微孔层（MPL）和随机生成气体扩散层（GDL），形成了 MPL 的分级介孔和均匀微孔气液分离

通道。基于格子玻尔兹曼方法（LBM），Shan-Chen 多组分多相伪势模型被用于有序梯级多孔结构中液

态水的传输机制研究。随后，本文研究了不同工作条件下 GDL 中液态水的饱和度和 MPL 中的气体含量。

结果表明，有序正梯度多孔结构可以有效地去除液态水并在适当的驱动压差和流速下保留更多的反应

气体，而润湿性梯度设计难以平衡水去除效率和气体保留。因此，通过优化工作条件，有序正梯度 MPL

可以有效地优化 PEMFC 中的液态水循环，并提高 PEMFC 的电化学性能。

关键词：有序分级多孔结构，MPL，格子玻尔兹曼方法，水输运，饱和度

0 前言

近年来，氢能基质子交换膜燃料电池在氢能生产方面的进展使其成为最具前景的清

洁能源技术，可以缓解能源短缺和环境污染危机[1]。然而，液态水的传输和分布影响燃

料电池的性能[2-4]。一些研究表明，MPL 在水管理中起着非常重要的作用[5-7]。因此，改进

MPL 结构以优化燃料电池中液态水的分布是必要的。

在燃料电池中，水的生成发生在阴极侧的催化层中[8]。燃料电池中的水传输主要由

阴极和阳极之间的电化学拖曳和反向扩散、电极内部的压力梯度和毛细作用驱动，最终

通过气道中的液态水被移除[9,10]。理想的水平衡可以满足质子交换膜（PEM）的水合，而

不会导致内部淹水和孔隙堵塞[11,12]。从燃料电池的组成角度来看，水管理的研究主要基

于质子交换膜的厚度和化学组成的优化[13,14]、催化层的多孔性和厚度[15]、双极板的流场[16]

以及 GDL 的多孔性和润湿性[17]。此外，一些研究表明，微
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孔层的厚度、多孔性、孔径分布和润湿性的优化对燃料电池中的水管理起到了积极的作

用[18-20]。然而，改进 MPL 层仍存在一些挑战。

近年来，MPL 的分级设计在湿润性和孔隙率方面引起了越来越多的关注[21]。MPL 的

分级疏水结构可以在低湿度条件下保留 PEM 所需的液态水，并在高湿度条件下防止电极

淹水[22]。在一些研究中，使用不同浓度的成孔剂和无溶剂涂覆技术形成级联孔结构，提

高了液态水的排除能力[23-25]。上述分级多孔结构的孔分布和孔径分布是随机的，不利于

进一步研究传输机制。因此，迫切需要提出一种可以有序精确调控的分层 MPL 结构。

与实验方法相比，诸如 VOF(Volume Of Fluid)、PNM(Pore Network Model)和

LBM(Lattice Boltzmann Method)等数值方法更容易实现过程可视化且成本较低[26]。这

些方法在研究润湿性、孔隙率和压缩性对燃料电池性能的影响方面取得了一些显著的成

果[27-29]。在某些研究中，基于 LBM 建立了介观模型以研究和改善燃料电池中液态水的输

运和分布[30,31]。LBM 的优点可以总结为：并行计算的稳定性、复杂边界处理的简单性以

及多组分流体界面自动跟踪的敏感性，非常适合当前有序梯度多孔结构中液态水输运机

制的研究[32]。

本研究开发了三维多组分多相赝势 LB 模型，用于研究有序梯度多孔电极中液态水

的动态过程，并进行验证。重构了具有随机碳纤维 GDL 的有序梯度多孔 MPL 模型，以评

估 MPL 结构对液态水循环的影响，同时应用介孔和微孔的组合来全面分析液态水循环。

基于上述模型，使用不同的驱动压差、入口速度和润湿性梯度来研究不同工作条件下液

态水的输运机制。

1 计算方法

1.1 模型重构



图1 模型结构(a) 的 3D表示，(b) 有序正梯度多孔MPL，(c) 有序负梯度多孔 MPL和(d)

裂纹 MPL。 (e) MPL 中介孔和微孔的分布。

如图 1(a)所示，计算域由缓冲区（36μm）、MPL（44μm）、GDL（190μm）和自由区

（150μm）组成，整体尺寸为 140μm×140μm×400μm。MPL 包括有序正梯度多孔 MPL、

有序负梯度多孔 MPL 和裂纹 MPL（图 1(b)-(d)）。梯级多孔结构中不同梯度的孔径分别

为 16、20 和 24。提出了 MPL 中介孔和微孔的结构（图 1(e)），以提高水管理性能并降

低反应气体传输阻力。为了保证计算精度，对变量进行了严格控制。

1.2 多组分多相赝势 LB 模型

本研究采用的 LB 算法是单松弛时间的 D3Q19 模型。Shan-Chen 的多组分多相赝势模

型被应用于真实地反映电极中液态水传输过程[32]。Shan-Chen 力主要由流体间力����
� 以

及流固之间力��
�组成。通过每个组分的赝势建立，可以计算流体相邻和次邻粒子产生的

力，公式如下所示：

�� �� � = �0 1 − ��� − �� �
�0

(1)

赝势�� �� � 代表有效密度，其中�0设为 1。流体-流体间的力遵循公式（2）的形式：

����
� =− �� �� � � ������� ��� � + �� �� ��� (2)

其����是流体-流体力的强度系数。下标 i 和��分别表示气体和液态水。流体-固体力也是基

于赝势计算的，其形式如下：

��
� =− ������ �� � � � + �� �� �� (3)

其中����是流体-固体力的强度系数。� � + �� �� 的值用于确定晶格是孔隙还是固体（0

表示孔隙，1 表示固体）。各组分的总压力如下：

� � = � ��
2�� � + ��

2��
2

������ � ��� �� (4)

其中，��
2�� � 是理想气体项，

��
2��
2

������ � ��� � 是非理想气体的项。

1.3 边界定义和单位转换

在底部的入口和顶部的出口应用压力边界。考虑到 GDL 的随机生成机制，其余四

个壁面设置为对称边界。当考虑反应气体的对流影响时，在 Y 方向上的入口和出口设置

速度边界和完全发展边界。与流体接触的固体壁被设置为无滑移边界，并采用反弹格式。



实际物理量与晶格单位量之间的转换直接关系到计算的准确性[34]。长度、时间和压力之

间的转换关系分别为�� = 2��, �� = 1.44 × 10−7� 和 �� = 8.24���。

1.4 模型验证

作用强度���� 的正、负分别表示同组分内部的吸引力以及不同组分之间的斥力。����

在不同速度方向上取值为 0 (a=0)，2g (a=1~6)和 g (a=7~18)。根据以往研究的方法[33]，

建立了一个理想气泡悬浮模型来获得 g 的值，设定为 0.06。随后，根据文献[34]中的方法，

通过拉普拉斯定律验证了模型。气泡内外的压差与气泡半径之间具有良好的线性关系。

(a) (b)

(c)

图 2 实验[34](a)和 LB 模拟(b)的液态水分布进行对比。(c) 液态水的平均饱和度随相对

厚度变化而变化。

图 2(a)显示了实验[34]和图 2(b)中 LB 模拟的液态水分布对比结果，图 2(c)显示了液

态水的平均饱和度随相对厚度变化的情况。如图 1(b)所示，模型构建和边界条件的方法

与文献[32]一致。通过对比结果可以看出，在不同压差下液态水的分布具有很高的一致性。

在图 2(c)中，不同压差下液态水随高度的变化表明，本文中的 LB 模型趋势更接近于实

验[34]值，而非文献[32]中的 LB 模型。因此，本文中的 LB 模型的准确性得到验证



2 结果与讨论

计算的初始时刻，液态水浸没了整个缓冲区，该区域的初始密度为�1 = 1.0 × 10−5

和�2=2.0。其他区域在初始时刻填充有反应性气体，并将密度设置为�1=2.0 和�2 = 1.0 ×

10−5。

2.1 压力差

图 3(a)展示了基于不同压力差模型下的 GDL 中液态水饱和度（圆形点）和 MPL 中

反应性气体含量（正方形点）。其中，黑色代表 10kPa 的压差，红色代表 15kPa 的压差，

蓝色代表 20kPa 的压差。当压力差很小时，三个模型的 GDL 中液态水饱和度几乎相同。

然而，当压力差增大时，有序梯度多孔模型对限制液态水流动的效果比裂纹模型更好。

由 20 kPa 压力差驱动的裂纹 MPL 中液态水饱和度最终超过 0.8，这意味着反应性气体

传输区域小于 0.2。此外，有序正梯度多孔模型中的气体含量在 15 kPa 时比有序负梯度

多孔和裂纹模型高 122.2％和 72.3％，但是在 20 kPa 时，有序正梯度多孔模型中的气体

含量趋于与裂纹模型相同。在 10 kPa时，有序正梯度多孔模型中的液态水无法突破MPL，

因此无法进行比较

(a) (b)

图 3 在 60 毫秒时，(a) 不同压差下 GDL 中液态水饱和度和 MPL 中反应气体含量。(b) 不

同压差下液态水突破时间。

如图 3(b)所示，随着压力差的增加，破裂时间减少。此外，有序正梯度多孔结构的

突破时间小于其他两种模型，但不同模型之间的突破时间差随着压力差的增加而变小。



总之，有序正梯度多孔 MPL 有助于调节电极内部的液态水和反应性气体输运阻力。

2.2 入口速度

进入阴极的反应性气体不仅用于电化学反应，还用于除去液态水。在本节中，基于

15kPa 的驱动压差，在 Y 轴方向设置了 0.05、0.1、0.2（晶格单位）的入口速度。

(a) (b)

图 4 在 60 毫秒时，(a)不同进口速度下 GDL 中液态水饱和度和 MPL 中反应气体含量。(b)

自由区域中液态水的含量。

如图 4（a）所示，对于入口速度为 0.05（黑色）、0.1（红色）和 0.2（蓝色）的三

个模型，在 GDL 中的液态水饱和度和 MPL 中反应气体含量被包括在内。从图中可以看

出，有序正梯度多孔模型中的液态水饱和度较小，并且随着反应气体的入口速度变化很

大，而其他两种模型的液态水饱和度仅在速度增加到 0.2 时才会下降。气体含量曲线显

示，与裂缝模型相比，有序正梯度多孔模型中MPL内的气体含量分别增加了76.5%（0.05）

和 92.2%（0.1）。因此，通过采用适当的反应气体速度，有序正梯度多孔模型可以保留

更多的反应气体，这有利于反应的发生。

如图 4（b）所示，将自由区域中的液态水含量应用于衡量反应气体除去液态水的效

果。在有序正梯度多孔模型中，自由区域中液态水的保留率比裂缝模型分别降低了 36.0%

和 28.9%（入口速度为 0.05 和 0.1），而有序负梯度多孔模型与裂缝模型的差异很小。因

此，在反应气体的作用下，有序正梯度多孔模型可以有效地除去电极中的液态水。

2.3 润湿性梯度

在本节中，为了进行比较计算，设置了负梯度（110.4°，90°，78.6°），正梯度 A（78.6°，



90°，110.4°）和正梯度 B（90°，110.4°，123.4°）的润湿性梯度。计算模型的驱动压差

为 15kPa，入口速度设置为 0.05。

(a) (b)

图 5 在 60 毫秒时，(a)不同润湿性梯度下 GDL 中液态水饱和度和 MPL 中反应气体含量。

(b) 不同润湿性梯度下液态水突破时间

图 5(a)表示负极（黑色）、正极 A（红色）和正极 B（蓝色）下 GDL 中的液态水饱

和度以及 MPL 中反应气体的含量。由于亲水层的毛细驱动作用，有序梯度多孔模型的

突破时间缩短，而裂缝模型的毛细效应相对不显著，因为其特征尺寸较大。当 MPL 是

正向润湿梯度时，正向梯度有序多孔模型的突破时间缩短，因为其亲水层的孔径较小，

导致毛细驱动力更大。然而，当正向润湿梯度进一步增加时，有序多孔梯级中的液态水

无法克服毛细阻力，因此 GDL 中的液态水饱和度变为零。通过比较 MPL 中的气体含量，

可以看出级联的润湿性梯度使所有模型中 MPL 的气体含量降低。总之，当 MPL 中存在

亲水层时，正向梯度有序多孔模型中液态水的传输效率相对提高，但气体保留减少

3 结论

本研究采用 LB 方法研究了有序梯度多孔电极内液态水传输机制。基于重构的 MPL

和 GDL 模型，研究了 MPL 结构对电极内液态水循环的影响。主要结论如下：

1）GDL 和 MPL 的组合模型有助于研究有序梯度多孔 MPL 对燃料电池的整体影响。

介孔和微孔的组合为液态水和反应气体提供了分离通道。

2）通过拉普拉斯定律和文献中的可视化实验数据验证了三维多组分多相赝势 LB



模型的可靠性。

3）有序正向梯度多孔模型在压力较低时可以保留反应所需的液态水，并在压力较

高时有效去除多余的水分。此外，该模型可以保留更多的气体传输通道，从而提高燃料

电池的电化学性能。

4）反应气体可以有效地去除自由区域内的液态水。当流速为 0.05 和 0.1 时，进入

有序正向梯度多孔模型的流体自由区域内的液态水含量比裂缝模型分别高出 76.5％

（0.05）和 92.2％（0.1），MPL 中的反应气体含量分别比裂缝模型高出 36.0％（0.05）

和 28.9％（0.1）。

5）当在 MPL 中设置润湿性梯度时，亲水层的存在增加了有序正向梯度多孔模型中

液态水突破率，但降低了气体保留率。
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摘要：碳捕集与封存是应对全球气候变化的关键技术。水合物法 CO2 捕集具有低成本、低能耗的特点

被认为是具有应用前景的 CO2分离捕集方法。本文研究了不同纳米限域（S9、S26、S77）条件下影响

CO2 水合物生成的热力学和动力学因素，并通过热流曲线分析确定了限域相 CO2水合物的相位平衡温

度比同压力下体相水合物低 10 K。水饱和度是影响 CO2捕集量的重要因素。本研究为利用含限域孔隙

的纳米硅胶开展水合物法 CO2捕集提供了依据。

关键词： CO2捕集、气体水合物、热力学、动力学

1 前言

自工业革命以来，由于化石能源的过度使用，全球CO2浓度从 280ppm增长至 413ppm

[1]。遏制全球变暖迫在眉睫，已有超过一百个国家和地区对碳中和目标做出承诺，并且

许多国家和地区已经将达标时间和措施具体化[2, 3]。碳捕集与封存（Carbon capture and

storage，CCS）具备大规模温室气体减排潜力，是未来全球应对气候变化的重要技术选

择[4-6]，CO2捕集是 CCS 的关键环节。

水合物法 CO2 捕集技术具有低成本、低能耗的特点被认为是极具应用前景的 CO2

分离捕集方法，因而引起了广泛的关注[7]。水合物是在特定的温度和压力下，由客体分

子（如 CH4、CO2 等气体分子）和水分子（作为主体分子）生成的笼型固体化合物。在

标准条件下，每立方米水合物可以储存 160-180 立方米气体[8-13]。较高的储气密度、简单

的物质组成和易于储存的固态形态，使水合物成为一种潜在的气体储存介质[14]。常见的

气体水合物晶体结构类型包括 sⅠ型、sⅡ型和 sH 型[15]。sⅠ型包含 2 个小笼子和 6 个大笼子；



sⅡ型包含 16 个小笼子和 8 个大笼子；sH 型包含 3 个小笼子、2 个中笼子和 1 个大笼子。

水合物通常在气液界面处生成，但是水合物层的存在会阻碍气体和水之间的接触，反过

来抑制水合物的进一步生成[16-18]。这也就导致了现阶段研究中 CO2水合物生成速度较慢

且 CO2吸收密度较低，进而限制了水合物法 CO2捕集技术的商业化应用。

为了解决上述问题，多孔材料被应用到了水合物技术应用中[19]。碳纳米管是一种用

于水合物技术应用的常见纳米多孔材料。孙艳等[20]探究了碳纳米管内水合物法 CO2捕集

的效果，结果表明碳纳米管内空间无法利用，CO2的吸附量不高。盛淑美等[21]在生成水

合物的混合气体体系中加入多壁碳纳米管,结果显示不同浓度的多壁碳纳米管的存在对

混合气体水合物的相平衡曲线均没有影响，但能显著降低生成水合物所需要的诱导时间。

Xia 等[10]也研究了 TBAB 和碳纳米管对 CO2/H2/H2O 水合物生成的影响。除了碳纳米管，

硅胶颗粒也是一种常用的纳米多孔材料。硅胶是一种无定形和多孔形式的二氧化硅，由

交替的硅和氧原子的不规则三维框架组成，具有纳米级孔隙。硅胶由于其多孔结构和高

的比表面积，具有优良的吸附性。含有纳米孔隙的硅胶颗粒对水合物生成有明显的促进

作用[22, 23]。然而，硅胶颗粒具有不同尺寸的纳米孔，纳米孔的限域效应对 CO2水合物生

成的影响迄今尚未被研究。前人利用硅胶生成水合物来捕集 CO2的研究表明硅胶对 CO2

捕集效果的影响不尽相同。Yu 等人[24]使用 30 nm 孔径的硅胶合成水合物实现 CO2捕集，

结果证明硅胶中 CO2水合物生成的热力学条件较为温和，而体相 CO2水合物的生成热力

学条件较为苛刻。Seo 等人[25]的研究表明，与体相水合物相比，100 nm 孔径硅胶内生成

的水合物捕集 CO2量更高。其他研究结果也证实了硅胶对 CO2水合物生成具有积极影响

[26-28]。然而，还有一些研究得出了相反的结论。Kang 等人[29]发现随着硅胶纳米孔径的减

小，孔隙中的水活度减弱，CO2水合物相平衡受到抑制。此外，针对 6、30 和 100 纳米

孔径硅胶中 CO2水合物生成动力学的研究表明[30]，硅胶中的水合物转化率接近于应用了

机械搅拌后的水合物转化率，优于利用冰粉合成的水合物转化率，且纳米孔径尺寸对水

合物转化率的影响可以忽略不计。Badu 等人[31]研究了 100 nm 孔径硅胶中的 CO2水合物

转化率，发现在相同条件下，玻璃砂中水合物的转化率为 36%，而硅胶中的水合物转化



率为 13%，这意味着纳米限域不利于 CO2 的捕获。

已有研究多集中在硅胶内水合物的生成特性，很少有人深入分析水合物生成的驱动

力和表面活性剂的影响。纳米孔隙对 CO2 水合物生成特性的影响还需要更为详细和系统

的分析。此外，关于纳米孔隙尺寸对硅胶内水合物相平衡和动力学影响的研究并没有明

确指出不同孔径硅胶的优缺点。同时根据前人的研究推测，针对不同孔径的硅胶，纳米

限域内流体-孔隙和流体-流体之间的相互作用，可能会造成液相表现出异常的热力学、

动力学和水力学特性[32]，会影响 CO2水合物的生成。因此，本文选用三种不同孔径的硅

胶，系统研究了纳米限域作用下 CO2 水合物的生成特性，以确定硅胶中最佳的纳米限域

条件，从而实现水合物法 CO2捕集。该研究为利用利用含限域孔隙的纳米硅胶开展水合

物法 CO2捕集提供了依据。

2 实验部分

2.1 实验材料和设备

纯度为99.99%的CO2由华特有限公司提供。三种不同孔径的硅胶购自Silicycle公司，

根据其孔径大小被命名为 S9、S26 和 S77。硅胶孔隙及颗粒大小特性见表 1。S77 的扫描

电镜（SEM，JSM-7610F Plus）图像如图 1 所示，该颗粒含有大量的多孔结构。图 2（a）

为高压差示扫描量热仪（DSC，S60 Setaram），通过测量 CO2 水合物生成和分解过程中

的热流（±0.1 mW）和温度（±0.2 K）来推断水合物相平衡和反应热。两个哈氏合金反

应池（一个作为样品池，一个作为参比池，3.6 mL，0.1-60 MPa）被放置于量热仪内部。

利用高精度注射泵（260D，Isco）注入 CO2，并使用压力传感器（S-10，Wika）测量样

品池内的压力，其精度为±0.25 %（范围：0-10.0 MPa）。图 2（b）为用来研究 CO2 水合

物动力学的实验系统。高压反应釜由 316 不锈钢制成，有效容积为 205mL。反应釜内配

有两个热电阻（PT-100），用来测量硅胶和气体的温度，系统压力通过压力传感器测量。

注入和流出反应釜的气体量通过流量计（mini CORI-FLOW, Bronkhorst High-Tech）测量。



表 1 三种类型的硅胶的孔隙和颗粒特性

硅胶 颗粒大小/µm 孔径大小/纳米 孔隙体积/cm3g-1 BET 比表面积/m2g-1

S9 57.4 9 0.78 305.66

S26 60.6 26 0.69 73.39

S77 55.6 77 0.15 30.64

图 1. S77 扫描电子显微镜图像，放大倍数为（a）1400ⅹ，（b）4000ⅹ，（c）15000ⅹ，（d）50000ⅹ。

2.2 实验步骤

利用高压 DSC 测量 CO2 水合物相平衡的实验步骤如下。首先根据孔隙体积制备三

种完全水饱和的纳米硅胶材料，将 200 毫克水饱和硅胶加入到样品池中，并将样品池与

注射泵连接，对系统进行抽真空处理。随后将 CO2注入到参比池，并保证温度压力条件

在 293K 和 3.5MPa。接着将降温速率设置为 0.09 K/min，达到 268 K 后保持 8 小时，促



进 CO2水合物生成。最后，以 0.3K/min 的升温速率将温度升至 293K，实现 CO2水合物

受热分解。通过分析水合物分解的吸热峰和压力曲线确认 CO2水合物生成的相平衡温度

和压力，如图 3（a）所示。此外，额外开展了甲烷水合物生成分解实验，用以对比分析

前人与本研究的结果。

利用高压反应釜开展 CO2水合物的生成和分解动力学实验，如图 2（b）所示。首先

将含有 20 克水饱和硅胶的反应釜置入 298K 的恒温水浴中，然后将注气泵及水浴温度设

定为 268K，将注气泵阀门打开使得反应釜内压力达到设定的水合物生成压力。待 CO2

水合物生成后，打开出口阀门，将反应釜内压力降至大气压，促使水合物分解。实时记

录实验过程的温度、压力和流量数据，用来分析 CO2水合物生成分解动力学特性，确定

CO2捕集量。

图 2.（a）高压 DSC 和（b）高压反应器的示意图

3 结果与讨论

3.1 纳米限域对 CO2水合物相平衡的影响

图 3（a）为 S9 中 CO2 水合物生成分解过程的压力、温度及热流曲线；S9、S26 和

S77 的实验过程相似。最初压力设置为 3.5MPa，随着冷却过程压力下降。当温度达到 268K

时，压力保持稳定一段时间后系统内生成 CO2水合物。热流曲线中的放热峰证实了水合

物的生成。此外，由于水合物生成消耗了大量的 CO2，系统压力呈现明显下降。在升温

过程中，水合物分解热流曲线上出现吸热峰。CO2水合物的相平衡条件可根据吸热峰的



外推起始点确定，外推起始点对应的压力被定义为相平衡压力。

分别在硅胶和纯水中开展了两次 CO2水合物生成分解实验（表 2）。由于两次实验结

果基本相同，因此选取 Case1、3、5、7 中的 CO2水合物热流曲线进行比较分析，见图 3

（b）。可以看出，S9、S26 和 S77 中 CO2 水合物分解峰的形状是不同的。在 S26、S77

和纯水条件下，只有一个明显的吸热峰，这意味着硅胶中只存在一种水合物相。然而，

S9 出现了两个吸热峰，分别表示限域相和体相水合物生成。图 3（c）为体相和限域相水

合物的相平衡条件。S9、S26 和 S77 中 CO2水合物的相平衡条件均接近计算结果（图 3

（c）中的虚线），但 S9 中限域相水合物的相平衡条件比体相水合物的相平衡条件更高。

现有的研究表明，纳米颗粒孔隙限域会造成水的活性降低，从而导致水合物的生成温度

较低、压力较高 [33]。与体相水合物相比，形成限域相水合物所需的压力可通过

Gibbs-Thomson 方程[34]预测：

(1)

其中ΔT（d）为水合物相变温度随孔径 d 的降低量，Tbulk是体相水合物相变温度，hw是

液相-水合物界面上的比界面能，h 是水合物的密度，Lh是水合物的潜热，a 是气体水合

物颗粒表面曲率（圆柱形水合物颗粒 a=2，球形水合物颗粒 a=4）。



图 3.（a）S9 中 CO2水合物生成分解实验过程的压力、温度及热流曲线，（b）S9、S26 和 S77 热流曲

线上的 CO2水合物分解峰比较，（c）三种硅胶中的 CO2水合物相平衡条件，（d）热流曲线上的限域

相和体相 CO2水合物峰值

表 2 硅胶中二氧化碳水合物的分解热

Case 硅胶 Peqa (MPa) Teqb (MPa) Hc (J/g) HAverage (J/g)

1 --- 2.25 278.62 454.56
452.90

2 --- 2.32 277.94 451.25

3 S77 2.36 278.76 395.88

401.55
4 S77 2.62 278.21 402.86

5 S26 1.88 276.02 401.53

6 S26 1.78 275.31 405.92

7 S9 2.76 (体相) 281.13(体相) 401.55d (体相) 285.81



2.24(限域相) 271.05(限域相) 275.17a(限域相) (限域相)

8 S9
2.94 (体相)

2.27(限域相)

281.21 (体相)

270.69(限域相)

401.55d (体相)

296.43(限域相)

aPeq 是相平衡压力， bTeq 是相平衡温度，cH 是水合物分解热， d是 S26 和 S77 分解热平均值。

前人的研究中已经分析了硅胶中 CO2水合物平衡条件，并指出在相同的温度下，随

着孔径的减小，水合物相平衡压力增加[35, 36]。但硅胶中限域相和体相水合物共存的情况

鲜有报道，而在金属有机框架中观察到了类似的现象[37]。Kim 等人[38]使用图形法研究了

MIL-53 中 CO2水合物的相平衡条件。结果显示，在水合物分解过程中，由于 MIL-53 的

纳米限域效应，形成了两种不同的水合物相。一般来说，在给定的温度下，限域相水合

物的平衡压力较高，因为纳米限域效应削弱了水的活性[39]。CO2 生成 sⅠ型水合物的晶格

常数为 1.2 nm[15]。理论上生成 CO2水合物的最小孔隙直径为 3 nm，在该孔隙内生成的限

域相水合物的相平衡温度比体相水合物低 13 K[36]。此外，生成限域相水合物的孔隙尺寸

受材料影响。Uchida 等人[40]确定了不同材料中限域相甲烷水合物的最大孔隙尺寸，结果

指出的高岭土中生成限域相甲烷水合物的最大孔径为1μm，硅砂为50μm。在本研究Case7

和 Case8 中，限域相和体相水合物之间的平衡温度差异为 10.07 和 10.52 K，接近上述的

理论差异值（13 K）。

表 2 列出了通过热流曲线分析得到的 CO2水合物分解热值，考虑到实验条件[41]，这

些数据与其他研究报告的热值范围接近[42-44]。S77、S26 中体相水合物分解热相差不大，

可以推断在硅胶孔隙中生成的体相水合物具有一致性。基于此，根据 S26 和 S77 中体相

水合物的分解热计算 S9 中转化为体相水合物的水的质量。通过拟合将 S9 中的 CO2水合

物分解峰被分割为两个峰（S9-Ａ和 S9-B），如图 3（d）所示。在 Case7 和 8 中，S9-A

和 S9-B 的平均峰面积比约为 10.92。可以通过方程（2）和（3）计算 S9 中限域相水合

物的分解热（Hconf）。

(2)



(3)

其中，Qconf和 Qbulk分别是限域相和体相水合物分解释放总热量，可以通过对热流曲线积

分和拟合获得；mconf是转化为限域相水合物的水质量；Hbulk是体相水合物的分解热，在

表 2 中显示为 S26 和 S77 的平均值。计算结果表明，S9 中限域相水合物的平均分解热为

285.81 J/g。此外，含有硅胶的水合物分解热低于纯 CO2水合物。硅胶的分解热降低导致

CO2 水合物不太稳定。根据硅胶内 CO2 水合物相平衡及分解热结果推断，9-26 nm 纳米

限域孔径范围对 CO2水合物生成有不利影响。总体而言，从热力学角度考虑，26 和 77 nm

孔径硅胶比 9 nm 孔径硅胶在技术上更适用于水合物法 CO2捕集。

3.2 纳米限域对 CO2水合物生成动力学的影响

我们比较了三种孔隙尺寸的完全水饱和硅胶中 CO2水合物生成和分解过程，并研究

了 CO2水合物的生成速率，如图 4（a-c）所示。观察到在 S26 和 S77 中的 CO2水合物生

成动力学特性类似。在水合物生成阶段，每次注入 3g CO2 气体。S9 的第一次到第四次

注气期间，随着温度的降低，压力仅略微下降。此时没有生成 CO2水合物，因为尚未达

到水合物生成压力。CO2的消耗主要取决于孔隙的物理吸附和在水中的溶解。第五次注

入后压力达到 2.7 MPa，CO2水合物开始生成，压力降低。然而，S26 中 CO2水合物的生

成机制不同。在 S26 中，第三次注气压力达到 1.0 MPa 时，CO2 水合物便开始生成。随

着第四次和第五次气体注入，CO2 压力下降速度升高，表明水合物主要在后两次气体注

入中生成。经过五次注入，CO2水合物几乎完全生成。



图 4.（a）S9 中 CO2水合物的生成分解过程温度压力曲线，（b）S26 中 CO2水合物的生成分解过程温度

压力曲线，（c）S77 中 CO2水合物的生成分解过程温度压力曲线，（d）三种硅胶中水合物生成时间

除了对比了不同硅胶中水合物生成的起始压力，还比较了生成时间。CO2 注入后，

压力先达到最高，然后逐渐下降至稳定水平，压力到达稳定的时间被定义为生成时间。

通过对压力曲线进行一阶微分来确定水合物生成时间。如图 4（d）所示，在三种硅胶中，

水合物的生成时间先增加后减少。S9 中的平均 CO2水合物生成时间为 120 分钟，比 S26

和 S77 中的生成时间长 2-3.5 倍。尽管这三种硅胶都具有较大的比表面积，但 S9 中的强

纳米限域效应造成了它比其他两种硅胶具有更长水合物生成时间。因此，从水合物生成

动力学的角度来看，在 S26 和 S77 中生成 CO2水合物比在 S9 中更具优势。



3.3 不同硅胶中的 CO2捕集量及其影响因素

我们通过测量得到三种硅胶的水蒸气吸附和脱附曲线，如图 5（a）所示。S26 和 S77

的曲线类似，二者都没有表现出很强的水吸附能力，在 95%湿度下质量变化分别为 4.6%

和 2.9%。相比之下， S9 表现出非常强的水吸附性能。当湿度低于 70%时，三种硅胶的

质量变化接近，并且三条曲线的斜率几乎保持不变。然而，随着相对湿度的增加，S9 的

质量变化急剧增加，表现出对水分子的强吸引力。由此推测，S9 内部的强纳米限域效应，

使得更多的水被吸附在纳米孔隙中。S9 在 70%相对湿度下的最大质量变化比约为 7.8%，

其强水吸附特性有助于孔隙中体相水合物的形成。受到弱孔吸附作用的水生成体相水合

物，而受到强孔吸附的水生成限域相水合物。

图 5.（a）298 K 干燥硅胶中的水蒸气吸附（实心符号）/脱附（空心符号）曲线；（b）268 K 干燥硅胶

中 CO2吸附/脱附等温曲线；（c）在不同水含量的 S9 中 CO2吸附/脱附等温曲线，（d）在完全水饱和的

S9、S26 和 S77 中的 CO2吸附/脱附等温曲线



图 5（b）比较了干燥硅胶中的 CO2吸附能力。干燥 S9 硅胶的 CO2吸附量远高于 S26

和 S77，因为 S9 具有较大的孔体积和比表面积，由此也说明了干燥的 S9 对于 CO2捕集

更有优势。为了进一步了解水含量对 CO2吸附特性的影响，利用 S9 开展了干燥、不饱

和、饱和以及过饱和条件下的 CO2吸附实验，并绘制了吸附等温线曲线，如图 5（c）所

示。干燥的 S9 和 Sw=32%的 S9 表现出相似的行为，但是 Sw=32%的 S9 的 CO2吸附量较

低，说明水只占据了部分孔隙空间，并且孔隙中只形成了微小的水合物。此外，Sw=100%

和 110%的 S9 的 CO2 吸附曲线形状类似，都出现了激增现象。Sw=100%和 110%条件下

增长分别开始于 1.5 和 1.8 MPa，这种差异源于质量传递，因为较高的水含量会减少气液

接触面积。在 Sw=110%时，2.8 MPa 下 CO2吸附量高于 Sw=100%，因为较高的水含量下

生成了大量的 CO2水合物。因此，可以得出，与干燥硅胶相比，完全饱和或过饱和的硅

胶更有利于 CO2 捕集。此外，图 5（d）显示了 Sw=100%的三种硅胶中的 CO2吸附量，

表明三种硅胶在 2.8 MPa 下的 CO2吸附量接近。然而，在 S26 和 S77 的吸附曲线中还观

察到两个激增现象，而在 S9 曲线中并没有类似的增长。曲线中的这种特征表明，在 S26

和 S77 中 CO2水合物生成速率比 S9 快。针对最终 CO2 捕集量而言，S77 和 S26 仅略有

优势。但是从水合物形成速率的角度来看，S77 和 S26 似乎比 S9 的优势更明显。

图 6.（a）在 268 K 和 3.0 MPa 条件下，水饱和度 Sw=25%至 175%范围内，S26 中 CO2吸附量变化，（b）

在不同压力下的 S26 的 CO2吸附量



此外，本文还研究了水含量和压力对硅胶中水合物法 CO2 捕集的影响。由于 S26 和

S77 的 CO2水合物生成特性类似，本节仅以 S26 为例进行介绍。根据图 6（a）所示，当

Sw 从 25%增加到 175%时，CO2吸附量急剧增加。然而，当 Sw>150%时，CO2 吸附量呈

下降趋势；这是因为当 Sw<100%时，相对较大的比表面积有助于将分布在硅胶孔隙中的

水完全转化为 CO2水合物。当 Sw>100%时，颗粒间的比表面积仍然可增强水合物的生成。

但颗粒间的比表面积随着水含量的增加而减小，阻碍了水合物的生成和 CO2捕集。此外，

我们也研究了 Sw=75%和 125%情况下，压力对 CO2 吸附量的影响，结果如图 7（b）所

示。压力的增加可以促进水合物的生成。在该实验中，当压力从 1.52 MPa 增加到 2.66 MPa

时，Sw=75%时的 CO2吸附量在 105.9 至 112.6 kg/m3之间。相反，当压力从 1.34 MPa 增

加到 2.44 MPa 时，Sw=125%时的 CO2吸附量在 172.7 至 183.6 kg/m3 之间。这些结果表明，

水含量对 CO2吸附的影响比压力变化明显。此外，图 8（a）比较了本研究与其他研究的

CO2吸附量，结果显示，本研究使用的硅胶相对于其他多孔介质材料更具优势。图 8（b）

比较了不同 Sw下水合物生成诱导时间，随着水含量的增加，诱导时间增加。

图 7.（a）不同多孔介质材料 CO2吸附量比较（A-硅砂，B-石英，C-浮石，D-烧结红土，E-沸石 5A，

F-沸石 13X，G-本研究中的 S26）；（b）不同含水量下 CO2 水合物生成诱导时间

3.4 纳米限域对 CO2水合物结构的影响

由于纳米限域对 CO2水合物生成热力学和动力学都有影响，因此评估纳米限域对水

合物结构的影响至关重要。本研究利用 S9、S26 和 S77 硅胶在 3.0 MPa 和 268 K 条件下



生成 CO2水合物。在 223 K 温度条件下，利用 X 射线衍射仪（XRD）分析三组样品的水

合物结构，结果如图 8（a）所示。这三种硅胶中同时存在 CO2水合物（COD:96-152-6863）

和冰 Ih（COD:96-152-6863）。通过对 XRD 数据的精修，得到了这三种硅胶中 CO2 水合

物的晶胞参数。Takeya 等人研究了多孔介质中 CH4水合物的晶体结构[45]。发现亲水颗粒

中的 CH4水合物晶胞参数比纯 CH4水合物的大，而疏水颗粒中的 CH4水合物晶胞参数比

纯 CH4水合物的小。在本研究中，硅胶是亲水的，其中的 CO2水合物晶体结构尺寸也是

各不相同。但结果并未显示出 CO2水合物晶胞参数在不同限域条件下的规律性。此外，

将本研究得到的 CO2 水合物晶胞参数与 Hansen 等人的研究结果进行了比较[46]，如图 8

所示。由于测试条件的不同，无法得出硅胶中 CO2水合物晶体尺寸比纯水合物小的结论。

该结果为未来关于不同限域条件下 CO2水合物晶体特性的研究提供了参考。有趣的是，

从 S9 的 XRD 结果中可以看出，纳米限域对冰 Ih 的形成产生了显著影响。冰 Ih 的峰（2θ=

22.9°、24.5°、26.0°、28.1°和 33.6°）与分裂峰（2θ = 23.3°、24.9°、26.4°、28.5°和 34.0°）

合并。图 8（b）为强纳米限域和弱纳米限域效应下孔道表面的微观示意图，强纳米限域

效应将水分子束缚在孔道表面，这部分水分子与孔道表面有强烈的相互作用，增加了水

分子和 CO2分子之间生成水合物笼状结构的难度。由于水的强吸附作用，强纳米限域效

应可能导致冰 Ih 的面间距参数减小，可从 XRD 结果中观察到。在弱纳米限域效应下，

水分子更自由地与 CO2分子结合生成水合物。尽管强纳米限域效应下冰晶格特性变化不

是本研究的重点，但这一现象值得未来进一步研究。

4 结论

水合物法 CO2捕集是减少 CO2排放的潜在技术。具有不同纳米限域条件的硅胶对水

合物法 CO2捕集表现出不同的影响。在本研究中，我们分析了三种具有不同孔隙尺寸的

硅胶中 CO2水合物生成特性。热流曲线结果指出，由于强纳米限域效应的存在，S9 中生

成了体相和限域相水合物。相比之下，S26 和 S77 只生成了体相水合物。限域相水合物

的相平衡温度比体相水合物低约 10 K，因此利用 S9 捕集 CO2 不具优势。此外，S9 中

CO2水合物的生成速率较慢，而 S26 和 S77 中生成速率较快。S9 中的水合物生成时间比



S26 和 S77 中的长 2-3.5 倍。通过比较不同含水饱和度条件下的等温吸附曲线，观察到在

过饱和条件下，干燥硅胶具有更强的 CO2捕集能力，而水饱和度对 CO2 捕集量的影响超

过了压力变化的作用。此外，XRD 的结果显示，纳米限域并没有影响 CO2水合物的晶体

结构。通过以上研究，我们探讨了硅胶的纳米孔隙对 CO2水合物生成热力学和动力学特

性以及 CO2捕集量的影响，确定了利用水合物生成增强 CO2捕集的硅胶类型。纳米多孔

颗粒的表面特性对水合物法 CO2 捕集的影响值得进一步研究，从而确定其他利于 CO2

捕集的条件。综上所述，利用含纳米孔隙的硅胶开展水合物法 CO2捕集具有巨大的潜力。

图 8.（a）S9、S26 和 S77 中 CO2水合物和冰 Ih 的 X 射线衍射谱。CO2水合物的晶胞参数与 Hansen 等

人的研究结果进行了比较[46]，两者的样品制备条件几乎相同（268 K，3.0 MPa）；（b）强纳米限域和弱

纳米限域效应下的孔道表面微观示意图
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摘要：均温板作为一种高相变潜热和高换热效率的散热器件被广泛用于电子器件热管理中，为了在相同体

积内进一步提高传热效率和降低热阻，需要对汽腔进行设计和优选。本研究针对狭小空间内的散热问题，

制备了一种超疏水-超亲水的仿鱼骨形楔形图案进行均温板冷凝端的液滴运输，最高可达到 27.2mm/s 的运

输速度。通过正交实验和响应面分析对该图案的结构参数进行分析，得出主路楔形角对主路输运速度的敏

感性最高，F 值为 55.5。而重合因子对支路 2 输运速度敏感性最高，为 47.5。

关键词：亲疏水 拉普拉斯压力差 定向运输

0 前言
目前，由于 GPT 带来的人工智能的发展，数据中心的建造数量日益剧增，服务器的尺

度越来越小，散热问题成为芯片进一步微型化的巨大阻碍[1, 2]。针对狭小空间内的高能量

密度传热问题，主要解决方案为水冷板[3]和均温板[4]。而均温板由于其良好的均温性、自

驱动效果和高相变潜热而被广泛应用在电子器件散热中[5-7]。目前均温板的吸液芯主要为多

孔材料和槽道，利用毛细力将液体从体积分数高的区域运输到体积分数低的区域[8]。而使

用亲疏水图案提供的拉普拉斯压力差作为液滴运输的动力，可以根据图案设计进行液滴定向

和定量运输，具有更高的可操作性[9, 10]。Zhu H[11]利用 P25 TiO2 纳米颗粒制备 6 种超亲

水楔形图案进行雾水收集。Ji JW[12]设计了一种基于铝合金材料的几何梯度滑移表面

( GGSS )实现定向自运动，也可以通过形貌梯度实现各种液滴的反重力自运动。Wang H[13]
制备了一种新型的超疏水和超亲水铜表面，将滴状冷凝和膜状冷凝的优点结合在一起，使得

相邻两个超亲水区域之间距离的减小可以增强冷凝性能，因为较短的距离可以促进微冷凝液

的聚并和液滴的去除。Yang YJ[14]研究了低韦伯数下倾斜和顶角对液滴撞击楔形双亲表面

后输运动力学的影响。在倾斜角度为 15 °时，楔形图案化双亲表面的阻力约为 19.8 μ N ( 0.26
mg )，得到了最大/平均速度与顶角的经验关系。Rossegger E[15]研究了水滴( 2 µ L 液滴)在
距离超过 20 mm 的光致聚合物表面的定向运动，直线式梯度在 14 mm 的距离内快速驱动水

滴。Liu M[16]制备了由超亲水楔形区域和超疏水区域组成的图案化功能表面。对水滴在功

能表面的定向滑动行为及其影响因素进行了实验和理论研究。目前学者们针对液滴去除或收

集进行表面处理，但缺乏针对均温板冷凝板的输运特性进行亲疏水图案设计。

在本文中，针对均温板冷凝段的收集特性，设计了一种鱼骨形收集液滴的亲疏水图案，

通过对主路楔形角、数量、重合因子、递增因子、支路楔形角和支路位置组合六个结构参数

进行主路、支路 1 和支路 2 三个流道的正交设计，对运输速度的影响程度进行 54 组正交实

验，并对结果进行响应面分析，得出各参数对液滴运动速度和形态的影响，最后计算出最佳

的结构参数。

基金项目：国家自然科学基金项目（52176063），广州市黄埔区国际科技项目（2019GH02）。



1 亲疏水图案制备
1.1 表面处理

表面处理的基板选用紫铜片，直径 60mm，厚度 0.5mm。首先对紫铜片进行丙酮、乙醇

和去离子水分别 15min 的超声清洗，以去除表面的污垢和有机物。清洗完晾干使用 20%的

盐酸完全浸没 10min 以去除表面氧化层，降低接触热阻。使用无尘纸擦干表面后，使用旋

涂机（Schwan Technology）进行 800r/min，30s 的超疏水涂层（纳罗可公司）旋涂。旋涂完

毕后放到恒温加热台进行 80℃，20min 的烘干。此时得到的是超疏水表面的样品，使用激

光印刻机将设计好的图案以 100r/min 的速度，100%的功率，50Hz 的频率进行激光到超疏水

表面上。由于高能量激光不仅把超疏水涂层打掉露出金属基材，而且把铜基材高温烧灼成氧

化铜并形成有规律的熔融微结构。此时得到超疏水-超亲水的二元表面样品。在图案区域内

高温生成的氧化铜亲水，而熔融微结构进一步强化亲水效果，使得图案呈现 2.1°度的超亲水

效果。超疏水部分覆盖了二氧化硅涂层，由于其表面连接不水解的甲基基团，因此呈现 151
度的超疏水效果，且滑动性较好，滑动角在 31°左右。

1.2 结构设计

均热板是一种利用相变进行高效热量转移的换热器件，其工作原理如图 1 所示。蒸发端

中的工质吸热汽化成蒸汽上升到冷凝段，遇冷释放热量，冷凝成液滴后通过重力作用回流到

蒸发端，周而复始进行热量交换。在本文中设计六变量三水平的正交实验，对主路楔形角(��)、
支路楔形角(��)、楔形数量(x)、重合因子(��)、递增因子(��) 和支路位置(�)进行分析，如图

2 所示。

�� and �� 提供由拉普拉斯压力差形成的驱动力，�越小，提供的驱动力在流动方向上

越小；但�越大，楔形占据的面积越大，不利于亲疏水交替工作。该驱动力使得液滴从楔形

的窄端自发流动到宽端。X 是串联楔形的个数，由于��的存在，串联数量越多，第一个楔形

的尺寸越小，提供的第一个楔形驱动力更小。串联数量越少，单个楔形的宽度越大，最后一

个楔形的宽端占据面积越大。��是前一个楔形和后一个楔形的重合比例，主要影响针扎阻力

的大小，��越大，针扎阻力越小，但当它太大时，会导致下一个楔形的驱动力减少。针扎阻

力是指由于尖锐凸起破坏液滴或液膜的表面张力，从而使得周边液膜高度较低，形成的阻力。

��是下一个楔形的比例大小，决定下一个楔形的驱动力，且当下一个楔形更大时，提供额外

的驱动力能抵消前面阻力造成的动能消耗。�主要影响支路与主路汇合后，对主路造成的压

损大小。由于液滴在主路不同位置的受力情况和速度不同，因此不同位置的支路汇合也会对

液滴运输到最右端产生不同的影响。表 1 是对六种变量设计的三种水平，使用 Design expert
的 box behnken 正交法设计 54 组实验，并对其进行液滴运输特性的分析。



图 1 均热板工作原理

图 2 鱼骨形状亲疏水图案的结构参数

表 1 六因素三水平自变量设置

Case �：�� �：�� �：� �：�� �：�� �：�
Level 1 6 0.3 3 1.1 2 1
Level 2 10 0.45 4 1.3 3 2
Level 3 14 0.6 5 1.5 4 3

液滴每次的滴落量（0.14ml）由步进电机驱动注射泵决定，高速摄像机（POC.dimax HS4，
German）配备微距摄像头，以 1/1000s 的速度拍摄，如图 3 所示。每个图案的主路，支路 1
和 2 分别进行记录，拍摄次数为 3-5 次以避免人工误差。每拍完一次就要对附着液滴的样品

使用旋涂机进行 400r/min，10s 的旋转干燥，保证每次拍摄前样品的干燥程度一致。恒温台

与室内恒温机确保实验在 25℃下进行，试验台使用前进行三方向的水平校正，液滴下落位

置由激光对准器校正，确保每次滴落在图案的最左端。由于鱼骨形图案为轴对称结构，因此

选用主路，支路 1，支路 2 的液滴运输时间进行分析。



图 3 试验台示意图

2 正交结果分析
2.1 模型准确性分析

图 4a 是根据正态分布统计绘制的，当测试数据越接近直线，证明其越接近正态分布，

这对于响应面分析是一个有效的模型。图 4b 是数据的残差分布图，可以看到数据点的残差

接近对称分布并落在合理范围内，即数据误差与随机误差一致，进一步说明数据模型的可靠

性。通过正交表的试验结果，对数据拟合得到主路时间的二次回归方程。该回归方程的 P
值为 0.0024＜0.05，证明模型是显著的。P 值用于判断回归模型的显著性，P 值越小证明模

型越显著。模型拟合的 R2 值为 0.8727，仅有 12.7%不能用模型解释，说明在目前条件下，

模型可以用来预测鱼骨形楔形串联图案的流动时间，证明模型的有效性。主路速度拟合公式

如式 6 所示。

�� =
�=1

�

(�� − ��)2�
(
1
)

�� = � − � (
2
)

�� = ��/�� (
3
)

� =
��(�����)

��(��������)

(
4
)

�2 = 1 − [
����������

���������� − �������
]

(
5
)



� = 14.98 + 6.57� + 6.14� − 3.71� − 0.5602� − 2.43� + 0.2234� + 2.18��
+ 0.1193�� − 2.48�� − 1.28�� − 1.01�� + 0.9823�� + 1.51��
+ 0.7193�� + 0.4034�� + 1.35�� + 3.29�� + 0.2797��
− 0.8337�� + 1.67�� − 0.0341�� − 4.22�2 − 1.49�2 + �2

+ 0.9176�2 ± 2.13�2 + 0.0346�2

(
6
)

其中， ��（��� �� �ℎ� �������）是总体平均值和样本之间的平均差之和，

��（������� �� �������） 是 用 于 计 算 样 品 的 平 方 和 的 估 计 参 数 的 个 数 。

��（���� ������）平方和除以自由度，也称方差。F 值是测试比较样本的均方值与残差均

方值。P 值是( p-value )原假设为真时看到观测值 F 值的概率(不存在因子效应)。小概率值要

求拒绝原假设。概率等于 F 分布曲线下方超出观测 F 值的积分。

图 4 (a) 残差的正态图 (b) 残差和预测值

2.2 对结构参数进行响应面分析

对 54 个正交图案设计进行三条支路共 162 次实验，每次实验重复 3-5 次以减少误差，

最后取平均值。对应实验结果如图 5a 散点图所示，可以看到最高速度可达 27.2mm/s。试验

台所测得的速度值均匀分布，证明 box hehnken 正交设计法较为合理。模型中 F 值为六个结

构参数对运输速度的敏感性程度。主路输运速度中对主路楔形角最敏感， F 值为 55.5。而

重合度因子是对分支 2 输运速度最敏感，F 值为 47.5。而支路楔形角在支路 2 中的敏感性比

主路和支路高，其 F 值为 37.4。



图 5（a）54 个正交设计的速度值（b）三个流道的六个结构参数的 F 值

2.2.1 主路主要结构参数对主路速度的影响

图 6 和 7 是各因素交互对液滴运输到最右端时速度产生的影响。曲面越陡峭，曲面投影

的等高线越密集，证明双因素之间交互作用越明显。图 6a 是主路楔形角和串联个数和交互

作用，是主路的主要参数。随着主路楔形角增大，串联数量对运输速度的影响在减少；同样

在数量减少时，主路楔形角的影响也在减少。但主路楔形角的减少程度更大，证明在主路中，

主路楔形角的影响比串联数量更大。图 6b 是重合因子和递增因子交互影响的响应面分析，

这是串联楔形变化的主要因素。重合因子的变化对递增因子几乎没有影响，相反递增因子的

变化对重合因子的影响剧烈。

图 6 ( a )主路角度和主路数量的交互作用，( b )重合度因子和增量因子对主路时间的影响

2.2.2 支路主要参数对主路运输速度的影响

图 7a 是支路主要参数支路位置和支路角度对运输速度的影响。在支路楔形角较大的时

候，曲线呈现先增后减的趋势，说明支路组合 2 的运输阻力较小，这是由于组合 1 和 3 都有

一条支路处于串联的交界处，该支路运输到主路的液滴几乎没有受到主路拉普拉斯压力差的

驱动力，仅靠毛细力和表面张力差通过交界处，因此速度较低。而支路楔形角的影响与主路

楔形角的影响类似，运输时间随着楔形角的增大而减少。图 7b 是影响最大的两个因素主路

楔形角和重合因子。响应面在中间形成凹面，证明主路楔形角和重合因子的相互影响存在最

优值。当楔形角为 6-8°时，重合因子对楔形角的交互作用最明显，这证明在 6-8°时重合因子

的影响较大。而在楔形角接近 14°时，重合因子增大反而对运输效果有负面影响。这是由于

在较大的楔形角下，高重合因子导致串联的楔形宽度较大。而液滴两侧固液接触面曲率差较

少，导致拉普拉斯压力差驱动力变小。



图 7 ( a )支路位置与支路角度的交互作用( b )主路角度与重合度因子对主路速度的交互作用

2.2.3 支路主要参数对支路运输速度的影响

图 8 对支路 1 和支路 2 在支路位置和支路角度的交互影响进行讨论。对比图 7a，支路

位置和角度的交互作用对支路的运输时间影响明显更大，且对支路 2 运输时间影响最大。由

图 8b 可以看出，支路 2 处于串联交接处时，运输时间对支路夹角的变化更加敏感。最终通

过正交实验的优选后，得到运输速度最大的最佳结构参数为，主路楔形角为 12.7°，重合因

子为 0.37，楔形数量为 4，递增因子为 1.4，支路楔形角为 2°，支路位置组合为 2。

图 8 支路位置和支路角度对( a )支路 1 和( b )支路 2 的交互影响。

3 结论
针对液滴收集的问题设计出一种仿鱼骨形亲疏水自运输图案，并对图案进行受力分

析。通过受力得出影响液滴液滴运动重要的六个结构参数（θm，��，�，��，θ�，�）。
并对六个自变量进行三条流道（主路, 支路 1,支路 2）的运输速度的影响程度进行 54 组

正交实验，并对结果进行响应面分析，得出以下结论：

（1） 利用表面超疏水涂层和激光烧灼可以形成精确的超疏水-超亲水的二元表面，超



疏水角为 131.5°，超亲水角为 2.1°。
（2） 对于运输时间而言，主路楔形角和重合因子都为负相关变化，数量、递增因子、

支路楔形角和支路位置组合呈负相关关系。主路楔形角对主路输运速度的敏感

性最高，F 值为 55.5。而重合因子对支路 2 输运速度敏感性最高，为 47.5。
（3） 在对三条流道进行六个结构参数进行液滴运输速度的响应面分析后，得出结构

参数的最优值，分别为主路楔形角 12.1°，重合因子为 0.6，数量为 4 个，递增因

子为 1.1，支路楔形角为 2.9，支路位置组合为 1。
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摘要：CO2咸水层封存是减少大气温室气体含量，实现碳中和碳达峰目标重要的负碳技术及关键举措，

目前国内外已成功实现了工程应用。CO2咸水层封存是将 CO2 注入合适的地质构造内，其中咸水层内

CO2 迁移位置的准确预测是确保长期稳定封存的重中之重。本文主要综述了 CO2咸水层封存模拟预测

技术，首先阐明了 CO2一级捕获和二级捕获机制及多物理场耦合关系。然后，总结了不同 CO2注入时

期咸水层封存模型，并简化了 CO2驱替咸水的两相流解析解。最后，对比了大尺度 CO2咸水层封存模

拟器 TOUGH 和 COMSOL 间的差异及适用条件，为实现 CO2规模化、高效封存提供指导。

关键词：CO2咸水层封存 CO2-咸水两相流 捕获机制 模拟器

0 前言
CO2咸水层封存作为储存潜力最大的一种地质封存方式，能够有效的减排 CO2，缓

解温室效应带来的全球变暖问题[1]，咸水层 CO2封存是将 CO2注入合适的地质构造内，

通过结构和构造、残留气体、溶解性和矿物捕获，实现 CO2 长时稳定封存的过程，2011
年，10 万吨级 CO2 被注入鄂尔多斯盆地地下 1500-2500 米之间的咸水层。咸水层 CO2

封存过程涉及流体静力学、流体动力学、地质物理和化学反应。从纳米到宏观的空间和

时间多尺度研究是确保 CO2咸水层高效封存方案制定的关键。然而，目前无法实现针对

所有尺度的 CO2咸水层封存实验研究，尤其是大尺度的工程试验研究，导致 CO2封存储

层内复杂物理特性很难通过试验得到还原，且耗资巨大。数值模拟作为一种快速筛选、

评估和预测技术，可实现微-介-宏多尺度 CO2咸水层封存预测和评估，为 CO2咸水层封

存策略提供了一种很有前途的途径，相关技术发展势在必行。

综上所述，CO2咸水层封存涉及的时间尺度广，但是大部分 CO2通过 CO2注入期和

注入结束后稳定期的时间段被封存在地下，所以本文首先简要讨论 CO2 咸水层封存的基

本捕集机制，然后针对 CO2注入期和注入结束后稳定期的时间段，综述 CO2驱替咸水的

两相流解析解以及利用不同数值模拟器（主要针对专门的 CO2 咸水层封存模拟器

TOUGH 和多物理场耦合模拟器 COMSOL）的数值解。

1 CO2咸水层封存机理
CO2 在咸水层的捕获机理可以分为结构和构造捕获、残留气体捕获、溶解性捕获以

及矿物捕获，了解不同捕获机制涉及的多物理场耦合关系，对于实现 CO2咸水层安全封

存具有重要意义。

1.1 CO2咸水层封存方式分类

hhaodiCO2在咸水层的捕获机理主要有以下几种:结构和构造捕获、残留气体捕获、

溶解性捕获和矿物捕获。其中结构和构造捕获是指通过不透水的盖层使 CO2 无法逃逸，



这也是 CO2被注入到咸水层中后的初级封存机制，一段时间后，二级捕获机制(如残余气

体捕获机制、溶解捕获机制、矿物捕获机制等)开始运作，实现对 CO2的继续封闭[2]。二

级捕获机制对于提高 CO2的存储量没有较大的促进，但是在增加 CO2的存储安全性方面

具有十分重要的作用。

在大规模 CO2咸水层封存工程中，大量的 CO2注入到地下之后，可能通过地层中存

在的可导性通道（如导水性断层、废弃井）逃逸，造成泄漏，还可能导致大范围的地层

压力提升和咸水取代，进而对环境造成影响。模拟研究是预测大规模 CO2咸水层封存工

程中 CO2运移及地层压力提升的重要手段。

图 1 CO2咸水层封存方式[3]

Figure1 Sealing method of carbon dioxide saline water layer
1.2 CO2咸水层封存过程的多物理场耦合过程

CO2 咸水层封存方式分为一级捕获和二级捕获，针对不同方式的模拟研究，其多物

理场耦合过程分析直观重要。因此，本小节系统分析了不同封存方式的物理场耦合过程。

1.2.1 一级捕获相关物理场耦合过程

CO2 咸水层封存是温度-渗流-力学-化学（HTMC）耦合过程，在超临界 CO2最初注

入咸水层时，CO2 地质捕获机制主要为一级捕获，即结构和构造捕获，此过程涉及到相

关的物理场包括应力场、温度场和流场，3 个物理场的耦合关系如下所述：超临界 CO2

注入地层引起注入区域孔隙压力增大，影响注入区域岩体的有效应力，改变应力场；反

之，应力场的改变会对岩体孔隙率、渗透率以及毛管压力产生影响，进而影响 CO2的注

入和运移。另外，注入 CO2的温度与周围地层温度并不一致，导致注入区域温度场的改

变，温度场的改变会产生两方面的影响：①改变流体的密度、黏度，影响 CO2的注入和

运移；②作为一种温度荷载直接改变岩体的应力状态。

1.2.2 二级捕获相关物理场耦合过程

随着超临界 CO2注入过程的停止，封存时间的延长，二级捕获机制开始发挥作用，

此时涉及到的物理场包括应力场、化学场和温度场。物理场的耦合关系如下所述：CO2、

水和岩石三者之间发生化学反应，导致岩石中相应的矿物发生溶解或沉淀，从而改变流

体的渗透路径以及岩体的物理性质，间接地对渗流场和应力场产生影响；同时，化学反

应过程涉及到吸热和放热过程，因而水岩作用亦会对温度场产生影响。反过来，温度场

和渗流场的改变对化学反应的速率和方向产生影响，改变 CO2-水-岩石之间水岩作用的

进程。

由此可见，CO2咸水层封存是一个复杂的温度-渗流-力学-化学多场相互作用的过程，

这一过程包含了热量的转移、多相流体的渗流、力学响应、化学物质的反应和运输等[4]。



图 2 CO2咸水层封存多物理场耦合关系图[4]

Figure2 multiple physical fields coupling relationship during the sequestration of carbon dioxide
2 CO2不同注入时期咸水层封存模型研究

CO2 咸水层封存根据时间尺度分为一级捕获和二级捕获，其具体时间大小为[5]：

T结构和构造捕获<<T残留气体捕获<<T溶解性捕获<<T矿物捕获，其中注入的 CO2 有主要是通过 CO2

注入期的结构、构造捕获以及 CO2注入结束后稳定期的残余气体捕获方式实现封存，因

此研究不同时期 CO2在储层中的迁移规律对 CO2咸水层封存工程实践具有重要意义。

在对CO2注入期和注入结束后稳定期模拟研究中，模型涉及到的物理场简化为流场、

温度场和应力场，本文主要讨论此时期 CO2和咸水两相流理论分析，涉及温度场和流场。

2.1 CO2注入期两相流理论分析解

在 CO2注入期，注入流速高，地下水流动可以被忽略。影响此时期 CO2迁移主要可

分为注入 CO2的性质，如粘性力，CO2 在咸水中的溶解度；CO2-岩石相互作用，如毛细

压力；多孔介质本身特性，如渗透率和孔隙度；CO2注入的速率和压力。

考虑注入 CO2的性质，1990 年，Blunt M 等人[6]考虑粘性力与毛细压力对流体驱替

影响，在两相流体不混溶，侵入流体不润湿，流体在孔隙中的流动是泊肃叶流动，恒定

流速注入驱替流体的假设下，通过对微观尺度（孔隙）上两相流体的驱替参数的平均得

出宏观孔隙中两相流的控制方程：
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其中��( � )为毛细压力，�� =− 2� ��� �/�为孔隙中毛细管压力的表达式，�是表面张力，

非润湿流体的接触角� = 180∘； S 是流体的饱和度，相迁移率的表达式为�� = ��,�/
��[ ���−1 ]，是流体饱和度的函数；下标注 i 表示注入流体，d 表示被驱替流体。2006
年，Nordbotten J M 等人[7]，基于垂直方向平衡，忽略毛细管压力，CO2 恒定速率注入的

假设下，分别讨论了 CO2和咸水是否相容的情况，对于 CO2和咸水不相容的情况（假定

咸水残余饱和度在 CO2入侵前沿后为定值），得出 CO2驱替咸水未知界面位置 h（r,t）
的方程，其中的 CO2羽流迁移位置示意图见图 3a)：



图 3 不同情况下 CO2羽流迁移位置图[7, 8]

Figure3 the migration of CO2 plume in different injection periods
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h 是指 CO2渗流距离地层表面的垂直距离，��是指咸水和 CO2 的密度差，k 是指水平方

向的渗透率，�� = ��,�/��[ ���−1 ]是指相迁移率是水平渗透率与流体粘度的比值，其中

下标 w 是指咸水，C 是指 CO2 流体，H 是指地层深度，�����是指 CO2恒定的体积注入速

率，�是指孔隙度，Sres 是咸水残余饱和度（即填充有残余咸水的孔隙空间的分数），r
是距离井的水平距离。当考虑 CO2和咸水的相溶的情况下，这时 CO2和咸水的两相流可

以描述为 2 个分界面（i(r,t)和 h(r,t)）、3 个区域（干 CO2区域，湿 CO2区域即 CO2和咸

水混合区域、纯咸水区域）描述此时两相流的质量守恒方程可以写成：
�� + ��� + �� = �����

代入达西定律得到：

( − 2πrik
kr,c

μc

∂pc

∂r
) + ( − 2πr h − i k

kr,cw

μcw

∂pcw

∂r
) + ( − 2πr H − h k

kr,w

μw

∂pw

∂r
) = Q����

下标 w 表示水，c 表示干 CO2，cw 表示湿 CO2。

考虑 CO2-岩石相互作用时：2011 年，Nordbotten J M 等人[9]，在 CO2是非润湿相，

咸水是润湿相且两者不相容，流体是不可压缩流体的假设下，讨论毛细压力的影响，认

为毛细压力与相对渗透率都是非润湿相 CO2饱和度的延迟函数，在能量守恒，达西定律，

相对渗透率和毛细压力函数的联合控制下，通过边界条件，得到不相混溶的流体流动解

析解。

考虑多孔介质本身的特性的影响，2001 年，Karsten Pruess 等人[10]考虑盐沉积问题，

析出的晶体盐通过改变孔隙度使渗透率降低，CO2在咸水的溶解性通过扩展的亨利定律

表示。2001 年，Saripalli P 等人[11]考虑渗透性、孔隙率、注入速率和压力对最终 CO2 分

布的影响。CO2 在水中的溶解，若满足：ℎ� ≥ 2�
����

，CO2 气泡可能通过该层泄露，hb 为

临近盖层的 CO2气泡厚度，��为咸水和 CO2的密度差，�为 CO2和咸水的表面张力。

此外，除上述所述的主要影响因素外，注入井的位置也会对 CO2在咸水中的运移产

生影响。2004 年，Nordbotten J M 等人[12]考虑 CO2注入井的位置，在忽略毛细管压力，

不考虑 CO2和咸水的密度差，且 CO2和咸水是由尖锐界面分离的假设下，建立了如下方

程：
−��� ⋅ (���) = ������( � − ����� )

其中 k 为常数固有渗透率，B 为地层厚度，�是总迁移率，�是控制复合流体流动的垂直

平均压力，�表示面积 Dirac�函数，Xwell 表示注入井的（x，y）位置。基于能量最小的

原则（即让井底压力尽量小的情况下，同时有一定的 CO2体积注入量）通过体积守恒的

约束条件和逐渐逼近法解出 CO2羽流的厚度 b 作为径向距离 r 的函数：
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其中�表示的是孔隙度，如果考虑 CO2和咸水的密度差，则使 CO2注入到咸水中所做的

功除了克服井底与地层表面的压力差�����( � ( ����� , � ) − ����� )之外，还需要做由 CO2 羽



流和咸水的密度差异引起的额外功��� = �����
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2
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此方程还被用于得出废弃井 CO2泄露的半解析解[13]。该解决方案预测注入 CO2 羽流

的范围，得到废弃井的泄漏率，估计了流体泄漏到上覆含水层中的 CO2羽流范围。

2.2 CO2注入结束后稳定期两相流理论分析解

稳定期间内，CO2 在咸水中的流动相对变慢，地下水流动速度以及毛细压力和溶解

作用明显，模拟研究过程需加以考虑。

考虑溶解作用，Gasda S E [14]对注入结束后稳定期，以毛细捕获和对流扩散作用影响

的溶解性捕获主导的 CO2封存过程进行数值分析，其中对流扩散作用影响的溶解性捕获

是通过溶解速率来体现的。CO2-咸水系统可分成 CO2自由流动区、残余 CO2区和纯咸水

流动区域，基于 CO2不可压缩，垂直区域是平衡状态（水平维度远大于垂直维度），由

体积守恒（其中考虑了由对流混合导致的溶解）、达西定律及垂直静水压力的分布得到

不同区域坐标函数。除考虑溶解作用的影响，地下水流速度也会对 CO2 在咸水中的运移

产生影响，Juanes R 等人[5, 8]考虑注入结束后，羽流不同形状对羽流后续迁移的影响，并

且考虑了区域地下水流动的影响和由于 CO2的捕获导致的水的流动性的降低的情况，模

型假设介质只存在充满咸水（水饱和度 Sw=1）或者充满咸水和 CO2这 2 种情况；垂直水

压力分布满足静水压力分布，超临界 CO2密度和粘度是恒定的，把 CO2地下流动分成

了三个区域，1.纯咸水流动区域；2.流动气体+不流动水，即 CO2 自由流动区；3.被固定

CO2和自由流动地下水，即 CO2被捕获区域，忽略三个区域的界面的压力，在注入期间，

因为 CO2注入的高流速，可以忽略地下水流动的影响，分别给出 CO2注入期和注入结束

后稳定期 CO2质量守恒定律，与之相对应的 CO2迁移位置示意图如图 3b)和图 3c)所示，

其中注入期质量守恒表达式为：

�（1 − ���）��ℎ� + ��( �� � − � � � �� �� (1 − �� ) ��ℎ�) = 0
注入结束后质量守恒表达式为：

����ℎ� + ��( �� � � − � � � �� �� (1 − �� ) ��ℎ�) = 0
公式中�代表孔隙度，U 代表地下水流的速度，K 代表渗透率，��（气体迁移率），��

（咸水迁移率），fg和 R 的表达式如下所示：
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值得一提的是，达西定律中咸水和 CO2气体的相对渗透率与咸水饱和度关系在不同

的阶段（CO2注入期和注入结束后稳定期）呈现不同的曲线形式。

表 1 CO2注入不同时期咸水层封存模型研究

Table 1 different CO2 sequestration model during the injection periods

作者 时间 研究时间阶

段

研究假设 研究主要问题

Blunt M[6] 1990 注入期
流体不可压缩；两相流体

不混溶；CO2不润湿

粘性力、毛细压力对流体

驱替影响

Karste[10] 2001 注入期 两相流体相溶 盐沉积

Saripalli P[11] 2001 注入期 两相流体相溶
CO2 分布影响因素；CO2

逃逸的可能性



Nordbotten J
M[12] 2004 注入期

忽略毛细管压力；尖锐界

面假设；不考虑 CO2、咸

水密度差

CO2注入井的位置

Nordbotten J
M[7] 2006 注入期

垂直压力满足静水压力

分布；忽略毛细压力

CO2 和咸水相溶性两相流

的界面位置影响

Nordbotten J
M[9] 2011 注入期

流体不可压缩；两相流体

不混溶；CO2不润湿
毛细压力的影响

Gasda S E[14] 2011 稳定期
流体不可压缩；垂直压力

满足静水压力分布

溶解捕获对 CO2地质封存

的影响

Juanes R[8] 2008 稳定期
流体不可压缩；垂直压力

满足静水压力分布
CO2迁移影响因素

3 软件模拟分析
CO2 咸水层封存模拟器主要分为专门针对地下水流动的模拟器（如 TOUGH）以及

多物理场耦合模拟器（如 COMSOL）。利用模拟器软件对大尺度 CO2 地下迁移位置进

行预测是进行实际工程前的必要准备。

3.1 CO2咸水层封存 TOUGH 软件模拟

TOUGH 软件用来模拟多维孔隙介质中等温、非等温条件下的多项、多组分、非等

温流体和热量运移过程，可以从不同尺度对 CO2咸水层封存进行模拟，常见的有孔隙尺

度、岩心尺度和场地尺度。

岩心尺度可以很好的将模拟与实验相结合，2015 年，王大勇[15]利用 TOUGH2 模拟

非均质岩芯 CO2、咸水两相流，岩石的非均质性体现在孔隙度，渗透率，和毛细压力上，

根据能量守恒、质量守恒、达西定律，通过已知的平均孔隙度、渗透率，对实验结果的

拟合，得出毛细管压力、孔隙度和水饱和度的关系。2017 年，李等人[16]利用 TOUGH 软

件模拟相对渗透率，渗透率，毛细管力的非均质性对 CO2饱和度分布的影响，根据 Corey
模型建立相对渗透率随水相饱和度和气相饱和度变化的关系，根据 van Genuchten 方程

计算毛细管力随水相饱和度以及毛细管入口压力的变化，结果发现渗透率、相对渗透率

和毛细管力等都会影响 CO2-咸水系统中 CO2的局部封存和运移路径，但相对于渗透率、

毛细管力，相对渗透率的非均质性的影响可以被合理忽略。

实地模拟可以在较长时间尺度上预测 CO2迁移路径，是研究 CO2咸水层封存的重要

方式。1995 年，Weir G J 等人[17]利用 TOUGH2 软件模拟向 3km 深的含水层注入 100kg/s
的 CO2，模拟注入时间为 10 年，模型包括深度为 3 公里、厚度 100 米的下层含水层。中

间厚度 10 米的盖层和上层延伸至地表的含水层。其中 CO2 的状态方程利用

Redlich-Kwong 方程，文章同时给出 CO2 逸度、焓、CO2 在水中的溶解度的计算公式。

2001 年，Xu T 等人[18]利用 TOUGHREACT 软件，分析 CO2 运移和盐沉析情况，得出注

入过程中井周围有少量盐沉淀，分析残留气体捕获和溶解捕获的时间尺度，得到在注入

结束后 5000 年时，CO2溶解量增加到 54%，剩余部分 CO2 主要以残余气体被捕获。2012
年，赵等人[19]利用 560 个钻孔数据建立三肇凹陷地质结构三维模型，实测岩石矿物组分

及地层水化学数据建立了松辽盆地中姚家组地层 CO2 封存的地球化学模型，利用

TOUGH 软件研究大规模 CO2封存条件下的流体运移及地层压力提升情况。

3.2 CO2咸水层封存多物理场耦合仿真 COMSOL 软件模拟

COMSOL 作为多物理场耦合模拟器，不仅可以模拟 CO2在咸水层中运移，还可以

预测 CO2 注入引起的地层压力提高，但目前利用 COMSOL 研究 CO2咸水层封存的实例

较少，是未来数值模拟 CO2咸水层的发展方向。

2008 年，Houdu E X 等人[20]利用 COMSOL 软件，考虑毛细压力的情况下，给出 CO2



注入井周围的水饱和度和水的流动方向。同时为使双相流模型封闭，湿润相有效饱和度

和毛细压力的关系应用 Van Genuchten 模型，湿润相的有效饱和度和相对渗透率利用

Y.Mualem 模型。2009 年，Farajzadeh R 等人[21]利用 COMSOL，采用有限体积法对 CO2

咸水层封存模型方程进行数值求解，采用 CO2 与水界面无毛细效应的假设，发现 CO2

溶解导致液体相密度增加，进而发生自然对流现象。2019 年，余等[22]利用 COMSOL 模

拟多孔介质两相驱替流动，详细讨论毛细管数、流体粘度比及固体壁面润湿性对 CO2、

咸水两相流动的影响规律。
表 2 CO2咸水层封存相关问题软件模拟研究

Table 2 software simulation of carbon dioxide salt water layer storage
作者 年份 软件 研究主要问题

Weir J[17] 1995 TOUGH2 向 3km 深含水层注入 CO2

Xu T[18] 2001 TOUGHR
EACT

CO2运移和盐沉析情况、CO2残留气捕获和

溶解捕获的时间尺度

赵锐锐[19] 2012 TOUGH 松辽盆地中姚家组地层流体运移

王大勇[15] 2015 TOUGH2 非均质岩芯 CO2、咸水两相流

李文强[16] 2017 TOUGH 渗透率、毛细管力等对 CO2 饱和度分布影

响

Houdu X[20] 2008 COMSOL CO2 注入井周围的水饱和度和水的流动方

向

Farajzadeh R[21] 2009 COMSOL 自然对流对 CO2咸水层封存的影响

余峰[22] 2019 COMSOL 毛细管数、流体粘度比、固体壁面润湿性

对 CO2，咸水两相流动的影响规律。

4 结 论
CO2咸水层封存作为一种应用潜力巨大的负碳技术，探明深部咸水层 CO2迁移规律

具有重要意义。本文主要总结了咸水层碳封存过程 CO2-咸水两相流动模拟研究进展，主

要结论如下：

首先，CO2 咸水层封存根据时间尺度可以分为一级捕获和二级捕获，涉及的物理场

包括流场、温度场、应力场和化学场，由于注入条件和时间尺度的差异，在模拟研究中

化学场和应力场的影响在模拟研究中可以简化忽略。

其次，注入的 CO2主要通过结构、构造捕获（一级捕获）和残余气体捕获（二级捕

获）实现高效封存。相对应的时间尺度上，封存过程可分为 CO2注入期和注入结束后稳

定期。CO2注入期内，由于注入流速高，毛细压力、地下水流动以及 CO2在咸水中的溶

解作用可以被忽略。稳定期间内，CO2在咸水层中的流动相对变慢，此时地下水流动速

度、毛细压力和溶解作用明显影响 CO2封存过程，模拟研究时需加以考虑。

最后，对于大尺度 CO2 咸水层封存模拟器，主要分为专门针对地下水流动的模拟器，

代表为 TOUGH；多物理场耦合模拟软件，代表为 COMSOL。对模拟器进行不断的优化

有利于减少注入 CO2的泄露，对实现大尺度 CO2规模化、高效封存具有重要意义。
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摘要：CO2 咸水层地质封存过程中引发的盐析问题已经对现有 CO2 地质封存项目带来危害。已有学者

对于盐析问题开展了大量研究。然而，实际地层条件下含有大量溶液补给，大多数实验室研究忽略了

溶液补给边界条件对盐析行为的影响。本文通过设计含溶液补给的微观模型开展了溶液补给边界条件

对盐析行为的孔隙尺度实验研究。研究发现在无补充溶液条件时盐以树突状在空间分散析出，盐析后

渗透率降低不大。含补充溶液条件下，CO2 注入速率较低时，盐能够在进口以簇状结构析出扩张，当

扩张一定程度后，形成盐的动态稳定状态。增大 CO2 的注入速率可以防止盐在进口端聚集，而是在主

流区域两侧和出口形成 U 型带状盐。含补充溶液条件下由于孔隙率的大幅下降以及湿盐的形成，导致

渗透率减小严重。 

关键词：CO2，盐析，补充溶液，流速，渗透率。  

 

0 前言 

在“双碳”背景下，CO2咸水层地质封存技术被认为是重要的托底技术之一 1-3。CO2

注入之前，咸水层中的孔隙体积被一定浓度的溶液占据，并且其盐溶液浓度较大，例如

Snøhvit 储层中盐溶液浓度为 14%4，Ketzin 储层中盐溶液浓度为 220 g/L5，而 SaskPower’
s Boundary Dam Integrated 储层中的盐溶液浓度甚至高达 330 g/L6。干燥 CO2注入后会发

生“干化”效应，固相盐从溶液中析出堵塞孔隙，从而损害储层注入性。该现象在实际

封存项目中获得了证实，并已经对现有 CO2地质封存项目带来危害 5-7。对于 Quest CCS
项目，在 2015 年项目正式运行开始，由于盐析导致注入性持续下降，面临弃井的威胁，

该项目于 2020 年 7 月进行了注水修复，但仅恢复了部分注入能力 7。 
盐析问题极大影响注入井的寿命和商业封存项目的顺利进行，因此也吸引了大量实

验室的研究。实验室研究主要分为岩芯尺度和孔隙尺度研究。岩芯尺度实验一般采用核

磁共振（MR）8 和电子计算机断层扫描（CT）9-10 来表征孔隙中溶液和盐的位置，并用

压差表测量渗透率的变化，盐的析出导致渗透率的下降已成为共识 11-12。孔隙尺度采用

显微镜和相机直接观察孔隙中盐的生长过程 13-14，盐的生长形态主要分为溶液内部生长

的大晶体结构和 CO2中生长的多晶结构 15-16。何堤等人通过孔隙尺度研究发现提高 CO2



注入速率、增大接触角以及增强多孔结构的非均质性可以极大缓解盐在进口的局部聚集，

从而减小盐析对注入性的影响 15, 17-18。实验室的大量研究已获得了如下盐析过程和机理
19：1）CO2注入驱替盐溶液；2）水分蒸发进入溶解于 CO2中；3）溶液达到过饱和导致

盐的析出；4）毛细力作用下导致溶液向干燥区回流；5）溶液浓度梯度作用下溶质的扩

散；6）盐表面的自我增强效应；7）重力覆盖效应等。尽管对于盐析问题开展了大量研

究并揭示了上述相关机理，需要指出的是，大多数实验室研究没有考虑溶液补给的边界

条件影响。在实际地下储层条件中，在 CO2波及区域外面，还有无限量的地层溶液，其

将为盐的析出提供溶质的补给。例如在 Quest CCS 项目关井一段时间再注入 CO2，发现

注入性急剧下降，推测由于关井操作导致周边溶液反流到注入井附近，并析出大量的盐

堵塞了注入井 7。因此，忽略溶液的补给可能将严重低估盐析对注入性的影响。有极少

数学者关注了地层溶液补给对盐析行为的影响，Todorovic 等人 20开展了含溶液补给的岩

芯尺度实验研究，研究发现盐会在靠近含补充溶液的区域聚集，两次实验渗透率分别减

小了 99%和 96%，遗憾的是没有和无补充溶液的工况对比。Roels 等人 21研究发现和无

溶液补给的工况对比，溶液补给可以使多孔介质保持润湿来延缓注入性的损害，但是溶

液的持续补充最终还是使渗透率急剧减小。然而，Berntsen 等人 19的实验研究却得到不

一样的结论，他们在长达九天含补充溶液的实验过程中没有观察到明显的压力增长，表

明 CO2的流动路径没有明显堵塞。从以上可以发现，现有对含补充溶液对盐析行为的研

究均为岩芯尺度实验研究，难以观察到盐在多孔介质内部的生长过程，并且补充溶液对

盐析行为的影响规律还没有达到共识，特别是补充溶液对盐析的生长机理还不清楚。因

此，本文通过设计含补充溶液的微观模型来研究有无补充溶液对盐析行为的影响，通过

孔隙尺度实验直接观察盐在内部的生长过程，探究含补充溶液条件下盐的生长机理以及

对注入性的影响规律。 
1 实验系统和方法 

1.1 实验系统及微流控芯片 

设计的实验系统如图 1(a)所示，该实验台由携带减压阀的商业 CO2气瓶（CO2纯度

为 99.95%）将 CO2通入一个稳压容器，两者由一个电磁阀连接，保证稳压容器中的压力

稳定，电磁阀由 PLC（三菱 FX3U）控制，根据稳压容器中的压力变化控制电磁阀的开

合，保证稳压容器中压力的稳定。稳压容器与质量流量控制器(Sevenstar D07-11C)通过管

路连接，中间连接一个直通过滤器，用于进一步过滤 CO2保证 CO2纯度与平缓输入 CO2

的压力波动。质量流量控制器能够对注入微流控芯片的 CO2的流量精准调节。CO2通过

质量流量控制器后注入实验芯片。为保证流量控制器两端压差保持在仪器要求范围内

(0.2-0.8MPa)，将压差传感器连接在流量控制器两端，将压差数据传入 PLC 时刻监控两

端压差，PLC 通过分析压差数据控制电磁阀的开启和关闭，实现对稳压容器中压力进行

调节。将压差传感器（EJA110E）与实验芯片进口段与出口段相连，能够获得实验过程

中芯片内部的压差变化数据。 
实验工况达到实验温度需配备加热恒温系统，实验段芯片放置在恒温箱中，顶部视

窗由有机玻璃加工而成，具有良好的透光率。箱体由耐高温 EPP 材料组成，具有良好的

保温效果。恒温箱采用空气加热，通过在箱内的加热装置进行温度的精确控制，加热装



置由铸铝加热板、PID 温控仪结合温度传感器（PT100）组成，搭配实现温度控制，在

箱体内通过风扇使箱内温度均衡。实验过程中为获取完成视野以及快速成像，采用数字

工业显微镜(AOSVI A0-3M180-5870T)结合高倍镜头（搭配相机最大可获得 700 倍电子放

大倍率），每隔数秒内自动拍摄照片，为在实验过程中拍摄溶液变化图像与盐析变化图像，

采用双光照系统进行定时切换照射，双光照系统为环形 LED 灯与外同轴光，使用 PLC
进行定时切换控制。实验过程中为了模拟补充溶液侵入芯片，通过可编程微流量注射泵

(LSP01-1A)将补充溶液与芯片补充溶液侧入口连接，精准调节补充溶液注入速率。 
微观模型图案是由玻璃基底采用湿法刻蚀而成，并和相同大小的玻璃并盖板键合成

封闭的二维多孔结构通道。刻蚀图案的基本单元是由真实的岩芯通过 SEM 扫描得到，

通过阵列基本单元的方法得到的多孔区域面积为 20mm×20mm 的刻蚀图案区域（如图

1b 所示），在图案两侧设计树形补充溶液通道，模拟溶液补充，两侧树形补充溶液通道

设计为三层结构（如图 1b 所示）。微观模型刻蚀的深度为 45μm，整个刻蚀区域的孔隙

率为~0.4，孔隙体积为~7.04μL，CO2和盐溶液的接触角为~66°。 

 
图 1 实验系统示意图 

1.2 实验流程和工况 

使用高纯的氯化钠和去离子水配制质量分数为 20%的氯化钠溶液，在实验前为防止

空气残余在芯片中，首先注入大量 CO2对空气进行置换，然后将氯化钠溶液沿补充溶液

入口注入至少 100 倍孔隙体积的氯化钠溶液驱替和溶解芯片内的 CO2，直到氯化钠溶液

完全饱和了芯片孔隙体积。将饱和好溶液的芯片水平装载到恒温箱中的夹具中。将数字

显微镜放置在可垂直向下的可调节支架上，并进行焦距调整，确保将芯片区域维持在视

野中，以便于图像捕捉，并将外同轴光与环形灯重叠置于保温箱视窗上，进行定时切换

拍摄，记录实验过程中溶液饱和度的变化与盐的饱和度的变化。等到恒温箱系统温度达

到 50°C 后，开启注入指定流量的 CO2，开始实验。 
本文设计了若干不同的 CO2注入速率和补充溶液注入速率组合，即三种 CO2注入速

率（0. 5mL/min, 2mL/min 和 4mL/min）和两种补充溶液注入速率（0uL/min 和 15uL/min）。
根据流体流速和实验条件，可以计算出对应 CO2 驱替毛细数（Ca=μV/σ）和补充溶液毛



细数如表 1 所示。CO2毛细数的量级和之前的研究相当 15，因此本文设计的 CO2注入速

率符合实际注入井附近的流动状态。这六种具体的实验工况如表 1 所示。相机设置成每

隔几秒钟拍摄一张来记录不同蒸发时间芯片内盐析状态，直到芯片中的溶液完全被蒸发

或芯片内盐析现象稳定。当系统降压至常压后，通过注入不同 CO2流量来测量盐析后的

渗透率。通过高分辨率的显微镜观测芯片盐析完全后的盐分布和形态。 
本实验使用双光照系统对实验过程进行连续拍照，对图像在两种光照条件下进行不

同的图像处理。图像使用 Opencv c++进行处理。在环形光照条件下，对图像进行灰度处

理后进行阈值分割，阈值划分算法采用 OTSU，能够有效的划分芯片结构与盐。随后对

阈值化后的二值图进行开运算，获得图像中盐的区域。由于盐在孔隙中在三维空间中生

长，二维图像处理的的方法无法获得深度方向上的盐析量，并且盐属于多孔结构，因此

该方法计算处理的盐析量可能比实际的偏大。然而。该方法虽然无法精准计算实验过程

中的盐析量，但可以计算出在整个实验过程中盐的饱和度变化，并能够标记出盐的析出

区域。在外同轴光光照条件下，对图像处理方式于环形光类似，但由于在外轴光光照条

件下，所捕捉的图像对溶液区域更加敏感，因此在进行阈值划分时可以只保留溶液区域

去除盐的区域，可以有效计算溶液饱和度的变化。 
表 1 实验工况列表 

系列 工况 补充溶液 μL/min CO2注入速率 mL/min 

L 
L-0 0 0.5 (Ca = 5.11 × 10-6) 

L-1 15(Ca = 7.6 × 10-6)  

M 
M-0 0 2 (Ca = 2.04 × 10-5) 

M-1 15(Ca = 7.6 × 10-6)  

H 
H-0 0 4 (Ca = 4.08 × 10-5) 

H-1 15(Ca = 7.6 × 10-6)  

2 实验结果与分析 

2.1 无补充溶液 

图 2(a)为无补充溶液条件下残余溶液饱和度和盐饱和度的变化，从图中可以看到，

三种流速条件下，残余溶液饱和度变化规律具有一致性，整个过程可以分成两个阶段，

第一阶段为蒸发的恒定速率期（CRP），第二阶段为蒸发的下降速率区（FRP）。在恒定

速率阶段，蒸发速率较大，如图 2(b)所示，可以看到残余溶液线性下降，说明蒸发速率

恒定，并且蒸发速率（斜率）随着 CO2注入速率的增大而增大。图 3(a~c)为三种流速工

况下恒定速率阶段结束时残余溶液和盐的分布结果，从图中可以看到，在恒定速率期主

要蒸发的是中间主流区域内的溶液，三种工况在恒定速率期都蒸发了超过60%残余溶液，

该比例远大于其他学者的数据 14, 22-23。CO2干燥气体可以直接进入多孔介质内部，增强

了对流传质效应，因此大大提高了恒定速率期的蒸发量。在盐的析出前沿达到出口处时，

如图中红色方框所示，此为恒定蒸发速率阶段结束的标志。在此后开始转入蒸发的下降

速率阶段。在下降速率区虽然时间更大，但是却只蒸发了剩余的少部分残余溶液，从残



余溶液的照片中可以发现，在该阶段主要蒸发的是芯片两侧的溶液，如图 3(a~c)蓝色方

框标记所示，远离 CO2的主流通道，对流传质减弱，扩散传质增强，但是从如图 2(c)可
以看到，该阶段和经典的下降速率区不同，其和时间开根号的关系不是严格的直线关系
22。说明该阶段不是完全的扩散传质作用，还有对流传质的作用。可以推测，在蒸发的

恒定速率阶段，干燥的 CO2在离开出口前，可以通过主流区域的残余溶液蒸发到达蒸汽

的饱和状态，因此蒸发速率可以保持最大并速率恒定，而进入蒸发的下降速率阶段，主

流区域的溶液基本被蒸干，大部分水蒸气需要通过两侧的溶液蒸发并扩散到主流区域，

因此 CO2无法达到蒸汽的饱和状态，因此蒸发速率下降。 
 

 
(a) 

 
(b) 

 
(c) 

 
(d) 

图 2 无补充溶液条件下：(a)残余溶液饱和度和盐饱和度的变化;(b)CRP 阶段残余溶液变

化；(c)FRP 阶段残余溶液变化；(d)压降变化 
三种流速条件下，盐饱和度的变化规律一致，如图 2(a)所示，CO2注入开始，盐饱

和度为 0，并维持一段时间后盐开始析出（由于图片处理误差的存在，定盐饱和度达到

1%为盐开始析出），不同注入速率下盐析出的时间不一样，L-0 工况下盐开始析出的时

间为 0.3h，M-0 工况下盐开始析出的时间为 0.16 h, H-0 工况下盐开始析出的时间为 0.07 
h，盐开始析出的时间随着注入速率的增大而减小，这是由于增大 CO2注入速率，水分

蒸发速率增大，溶液更快达到过饱和析出。进入盐的析出阶段后，盐的饱和度变化规律

和残余溶液饱和度变化规律相似，也分为盐的生长恒定速率和下降速率区，最终残余溶

液耗尽，盐停止析出。从图中还可以看到，随着 CO2注入速率的增大，最终盐的饱和度

减小，这是由于 CO2注入速率，可以增大驱替效率，从而减小残余溶液饱和度，从图 2(a)



可以看到，初始残余溶液饱和度随着 CO2注入速率的增大而减小。从图 2(d)可以看到，

压差的变化规律一致，在驱替突破溶液后压降开始下降并逐渐稳定，盐的生长，对压降

的影响不大。尽管盐的析出占据了一定的孔隙体积，阻碍了 CO2的部分流动通道，但是

一方面盐在空间中较为均匀的析出，从而使得 CO2的流动通道较为顺畅，另一方面，随

着水分的不断蒸发，残余溶液的饱和度不断减小，其为 CO2留出更多的流动通道，从而

弥补了盐析出占据孔隙体积的影响。 
图 3(d~f)为无补充溶液时不同 CO2注入速率下盐析最终实验结果，从图中可以看

到，三种注入速率条件下盐均以树突状结构析出，并在空间中较为均匀分布，其中 CO2

注入速率最低时，如图 3(d)所示，盐在进口和主流区域聚集较多，这是因为流速较低时，

溶液回流到进口端析出聚集，CO2注入速率增大，如图 3(e)和(f)所示，盐在进口处析出

较少，而是在空间中更为均匀的分布。以上现象和我们之前高压条件中性润湿的实验结

果一致 15，本文低压条件下的毛细数和高压条件下毛细数相近，因此，可以推测出压力

对盐析的影响归因于毛细数对盐析的影响，压力的高低可以改变流体的黏性和界面张力，

从而影响盐析的空间分布。 

 

图 3 (a~c)CRP 阶段结束时残余溶液和盐的分布; (d~f) FRP 阶段结束时残余溶液和盐的分

布 
2.2含补充溶液 

2.2.1 L-1 

图 4 为 L-1 工况条件下压降和盐饱和度的变化过程，该工况下从两侧的补充溶液流

量为 15 μL/min。从图中可以看到，在 1.15h 前，盐饱和度逐渐增大，但是压降的增加幅

度较缓，如图 4(a)的盐析照片可以看到，一方面，盐只堵塞了部分进口通道，另外一方

面，析出的盐主要为干盐，因此对压降的影响没有很大。在 1.15 h 时，由于补充溶液的

影响，大量补充溶液浸入到干盐中形成了大面积的湿盐，并溶解了部分盐（如图 4(a)和
(b)所示）。被溶液反侵的盐不会完全被溶解，因此会形成盐和溶液共存的状态，这边把

这种状态的盐定义为湿盐。盐的析出前沿被补充溶液反侵形成的湿盐，盐的微观结构还



是多孔结构，但其孔隙尺度比微观模型的通道尺度小很多，溶液反侵到盐后会吸入盐的

多孔结构中，形成固（盐）-液（溶液）-气（CO2）的三相混合的状态，通过相机拍摄出

来的颜色为灰色，和完全干燥的盐（定义为干盐）有显著区别，其颜色为洁白色。在湿

盐中，由于其微小的孔隙结构中存在溶液，会形成较大的毛细压力，CO2 难以从湿盐中

通过由于湿盐的形成导致盐多孔结构内毛细压力阻力的形成，因此造成压降的急剧增大。

之后由于补充溶液的持续冲刷，图 4(a)中蓝色标记的盐不断溶解，3h 后的盐的分布如图

4(c)所示。大流量的补充溶液不断往进口补充，给盐的生长提供充足的溶质补充。因此

进口出的盐不断以簇状形式生长和扩张，最终进口出的通道全部被析出的盐占据，如图

4（d）所示，这也导致了压降的持续增大到 430kPa。在实验的后期，盐的饱和度和分布

基本稳定，只聚集在进口区域，而停止往外扩张。图 5(a)位图 4(d)中红色矩形的局部放

大图，从图 5(a)中可以看到，由于大流量溶液条件下，盐的蒸发前沿均形成了湿盐，这

也因此解释了尽管析出的盐的饱和度较低，但是其压降较大的原因，一方面是析出的盐

基本堵塞了全部进口通道，另一方面盐的析出前沿全部形成湿盐，从图 5(b,c)的蓝色方

框和 5(d,e)的蓝色方框对比图可以发现，在湿盐区域，多孔介质内充满盐溶液，CO2需要

突破其毛细压力才能通过该湿盐区域，因此额外增加了巨大阻力。可以看到由于盐的析

出前沿全部形成湿盐，并且这些湿盐有充足的补充溶液冲刷，因此在湿盐出的溶液难以

形成过饱和溶液，从而导致盐的停止生长。这和图 5 中小补充溶液条件下现象完全不同，

在小补充溶液条件下，一方面，由于补充溶液流量较小，不会频繁冲刷析出前沿，一方

面，盐的析出前沿有干盐的存在，其可以不断带走湿盐区域的水分，因此湿盐中的溶液

可以不断达到过饱和从而持续长大扩张。因此在大补充溶液条件下，溶液的频繁冲刷析

出前沿导致盐停止长大扩张。 
 

 
图 4 L-1 工况条件下压降和盐饱和度的变化 



 

图 5 大补充溶液条件下盐的停止生长稳定机制（L-1 工况） 
 
2.2.2 M-1 

   图 6 为 M-1 工况条件下压降和盐饱和度的变化过程，该工况和 L-1 工况对比 CO2注

入速率增大 4 倍，两侧的补充溶液流量保持不变为 15 μL/min。从图中可以看到，整体盐

的析出规律和 L-1 工况相似，也经历了盐饱和度的剧烈波动，如图 6(a)和(b)所示，从而

形成湿盐，压降急剧增大。 之后盐在持续增大（如图 6（c）所示），和 L-1 工况不同的

是，M-1 工况下，盐能够向外生长扩张的范围增大，最终稳定的盐饱和度达到 0.17，远

大于 L-1 工况下稳定的盐饱和度（0.04）。这是因为 CO2注入速率增大，一方面，CO2的

毛细数增大，更能抗衡补充溶液反侵的影响，减小溶液侵入干盐的频率，另一方面，增

大 CO2注入速率增大，蒸发速率将大大增大（如图 2（b）所示），其能够携带湿盐中的

水分增强，使其更容易达到过饱和促使盐的生长扩张。而盐饱和度扩张不断，盐的蒸发

前沿范围增大，导致平均 CO2 注入速率降低，到一定范围后（如图 6(d)所示），反侵溶

液重新占据优势，使得盐停止生长扩张。 



 
图 6 M-1 工况条件下压降和盐饱和度的变化 

 
2.2.3 H-1 

图 7 为 H-1 工况条件下压降和盐饱和度的变化过程，该工况和 M-1 工况对比 CO2

注入速率增大 2 倍，两侧的补充溶液流量保持不变为 15 μL/min。从图中可以看到，整体

盐的析出规律和 M-1 工况完全不同。盐析出初期（如图 7(a)所示），盐在微观模型的主

流区域分散析出。而在进口区域，始终没有盐的成簇状聚集生长，这是由于毛细数（CO2

注入速率）的增大，阻止了补充溶液往进口流动，没有溶液补充条件下，盐在进口无法

生长。而补充溶液只能在微观模型两侧侵入补充溶液，如图 7（b）蓝色方框标记所示，

这促使盐在微观模型两侧聚集生长。在出口处，如图 7(c),由于补充溶液的反复冲刷作用，

形成了 V 型的盐析带，并在盐的析出前沿形成湿盐。V 型盐析带和微观模型两侧的盐形

成一个 U 型盐带，阻碍 CO2流动，导致压降最终升高到 180kPa 左右。由于溶液的反复

侵入造成 V 型盐带的盐反复析出和溶解，因此造成了后期压降的反复波动。但对比 M-1
最终的压降（800kPa 左右），H-1 的压降小很多，这是由于在高 CO2 条件下，阻止了盐

在进口区域生长聚集（如图 7(c)蓝色方框标记所示），因此最多对压降的影响较小。 
 



 
图 7 H-1 工况条件下压降和盐饱和度的变化 

 
2.3 盐析对渗透率的影响 

图 8 为各工况条件下孔隙率-渗透率变化以及最终盐析分布的对比图，从图中可以看

到，在无补充溶液时，盐析后孔隙率，但是降低幅度不大，由于微观模型为中性润湿性，

残余溶液难以通过液膜回流形成簇状盐结构，因此盐主要以树突状在空间中分散分布 15，

导致析出的盐对渗透率影响较小，即使流速最小的 L-0 工况盐析后的渗透率仅降低到初

始渗透率的 0.66。在含补充溶液时，虽然难以通过液膜回流的形式补充盐溶质，但是两

侧的溶液可以在压力的驱动下侵入盐的析出前沿析出湿盐，给盐的生长提供充足的源项，

因此盐能够以簇状的形式不断生长扩张（如图 8（d~f）所示），导致孔隙率显著降低（如

图 8（e 和 f）所示）。孔隙率降低最严重的是 M-1 工况，析出的盐占据了 20%的孔隙体

积，导致盐析后的渗透率急剧减小到初始渗透率的 0.0014。虽然 L-1 盐析后的孔隙率变

化较小，甚至其盐析后的孔隙率比 L-0 工况的孔隙率大，但是 L-1 工况盐析后的渗透率

却严重减小到初始渗透率的 0.007，这是因为析出的盐在局部聚集，更重要的是在析出的

前沿形成湿盐，巨大的毛细压力阻碍了 CO2 的通过。即使是较大 CO2 注入速率条件下

（H-1）,盐也能够在主流区域的外面簇状生长形成 U 型带状盐，并使得渗透率减小到初

始渗透率的 0.141。因此，可以看到，在补充溶液的作用下，即使是中性润湿条件，盐也

可以以簇状的形式生长扩张，并且在析出的前沿形成湿盐，导致含补充溶液条件下的渗

透率减小严重。 
 



 

图 8 各工况条件下孔隙率和渗透率的变化 

4 结  论 

本文在孔隙尺度下研究了含补充溶液条件盐的析出影响规律，研究发现，在无补充

溶液条件时水分的蒸发分为两个阶段，即蒸发的恒速阶段和降速阶段，在恒速阶段通过

对流传质蒸发主流区域的大部分溶液，并且盐快速析出，在降速阶段对流和扩散作用并

存蒸发主流区域两侧的盐，盐析出速率变缓。含补充溶液条件下，CO2注入速率较低时，

盐能够在进口以簇状结构析出扩张，其生长的机理主要是在析出前沿反复交替形成湿盐，

提高充足溶质往外生长。当扩张一定程度后，盐的析出前沿全部形成湿盐难以达到过饱

和状态，形成盐的动态稳定状态。增大 CO2的注入速率可以防止盐在进口端聚集，而是

在主流区域两侧和出口形成 U 型带状盐。含补充溶液条件下由于孔隙率的大幅下降以及

湿盐的形成，导致渗透率减小严重。 
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摘要：质子交换膜燃料电池（PEMFC）的在实际应用中会经常遇到工况复杂和变化的情况，在动态负载条件下运行

时其性能受到很大影响。为了正确理解 PEMFC 在动态负载条件下的输出性能。本文实验研究了不同的操作温度和

气体相对湿度对 PEMFC 稳态和动态响应性能的影响。稳态实验结果表明，当燃料电池工作温度为 80℃，阴极化学

计量流量比为 2.0，阳极化学计量流量比为 1.5，阳极相对湿度为 100%，阴极相对湿度为 100%时，三维阶梯波浪形

流场的最大输出功率密度比平行流场提升了 30.91%。瞬态实验结果表明，在膜含水量的作用下，欧姆损失的变化是

导致输出电压发生下冲或过冲的重要原因。随着步进电流的增大，过冲和下冲幅值增大。过冲和下冲幅值随着步进

电流的增大而增大。此外，燃料电池的过冲和下冲幅值随着阳极/阴极相对湿度的增加而减小。

关键词：PEMFC，欧姆损耗，瞬态特性，过冲、下冲
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Abstract： In the practical application of proton exchange membrane fuel cells (PEMFCs), load-varying conditions are

frequently encountered. When operating under load-varying conditions, its performance can be greatly affected. In order to

properly understand the performance of PEMFC under load-varying conditions. In this paper, the effects of different

operating temperatures and gas relative humidity on the steady-state and load-varying conditions of PEMFCs are

experimentally investigated. The steady-state experimental results show that the maximum output power densities of the

three-dimensional stepped wavy flow field increase by 30.91% compared with parallel flow field when fuel cell operating

temperature is 80°C, the cathode stoichiometry flow ratio is 2.0, the anode stoichiometry flow ratio is 1.5, the anode relative

humidity is 100% and the cathode relative humidity is 100%. The transient experimental results show that the change in

ohmic loss under the effect of membrane water content is an important cause of output voltage downshoot or overshoot. The

undershoots and overshoots amplitude increases with the increases of step-current. In addition, the overshoots and

downshoots amplitude of fuel cell decreases with increases of the anode/cathode relative humidity.

Keywords: PEMFC, ohmic loss, transient characteristics, overshoot, undershoot
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0 前言

质子交换膜燃料电池（PEMFC）因其高可靠性、高能量密度和绿色环保等优点，在无人机[1-2]、

分布式发电系统[3-4]、便携式设备[5-6]和航空领域[7-8]中得到了广泛应用[8-11]。双极板内部气体流场的设

计是影响燃料电池性能的重要方面之一[12-13]。大量研究表明，适当的流场设计可以有效地改善注水

和反应物分布不均匀等问题。

到目前为止，许多学者已经对流场进行了设计和数值研究，如仿生流场[14-15]、蜂窝流场[16]、三

维细网格流场[17-18]和倾斜挡板流场[19-20]。Wang 等[20]设计了一种新型的点阵式倾斜挡板流场板。模

拟结果表明，与平行流场和蛇形流场相比，新型流场可以通过增强反应物的传输来实现高输出性能。

Kuo 等[21]研究了一种新型波状通道的性能特征。数值结果表明，波状表面增强了反应气体的传输，

产生了更均匀的温度分布，从而产生了更高的输出电流密度。

许多学者也对流场进行了实验研究，如蛇形流场[22-23]、叉指形流场[24-25]、波浪形平行流场[26，27]

和金属泡沫流场[28，29]。Bozorgnezhad 等[30]对单一蛇形透明 PEMFC 的水管理进行了实验研究。结果

表明，阴极化学计量比阳极化学计量对水管理和电池性能的影响更大。Wang 等[31]实验研究了挡板

布置对 PEMFC 性能的影响。结果表明，与传统的平行流场和平行梯形挡板流场相比，交错梯形挡

板流场的最大净功率分别提高了 6.39%和 2.54%。

此外，不同的研究人员还研究了流场的瞬态特性，以验证燃料电池的可靠性和耐久性。Yan 等[32]

实验研究了 PEMFC 在不同操作条件和负载变化下的动态性能。实验结果表明，阴极湿度的降低对

燃料电池的动态性能有不利影响。当工作压力增加时，燃料电池的动态性能得到改善。Huang 等[33]

分析了 PEMFC 在不同运行条件下的瞬态响应。实验结果表明，膜的脱水会导致动态性能的较大差

异。

总之，以前的研究工作主要集中在稳态条件下流场的设计和优化，而考虑负载变化条件的研究

较少。事实上，PEMFC 在大功率[34]、车辆功率[35]和便携式功率[36]应用中的实际运行经常会遇到突

然的负载变化。然而，关于三维流场燃料电池瞬态响应特性的实验研究很少。因此，在载荷变化下

的三维流场研究中存在许多空白。本文通过实验研究了相对湿度、工作温度和进气化学计量比对阶

梯波三维流场 PEMFC 稳态性能和动态响应特性的影响。实验数据为阶梯波三维流场在 PEMFC 中

的实际应用提供了理论依据。

1. 实验材料及方法

1.1 阶梯波浪形三维流场及单电池装配

PEMFC 由端板、集电极、垫片、膜电极组件(MEA)组成，如图 1（a）所示。阴/阳极流场板采

用石墨材料制成，阳极流场形状为传统平行流场，阴极流场形状为传统平行流场（CPFF）或阶梯波

浪形三维流场(SWFF)，如图 1（b）-（c）所示。流场有效面积为 25cm2,与实验中 MEA 的有效面积

一致。本研究使用的 MEA 来自武汉理工大学(N211，杜邦，美国)，有效面积为 5 cm × 5 cm (25 cm2),
如图 1（d）所示。图 1（e）为阶梯波浪形三维流场的结构示意图。其中 s1=s2=s3=1.6mm，h1=h2=0.4mm。



(a) (b)

(c) (d)

(e)

图 1 (a) 单电池; (b) 阶梯波浪形三维流场双极板; (c) 传统平行流场双极板; (d) MEA; (e) 阶梯波浪形三维流场的

结构示意图

1.2 实验程序

实验前，将组装好的 PEMFC 与 G60 测试平台连接，并检查 PEMFC 的气密性，确保 PEMFC
在测试过程中能安全的运行，如图 2 所式。紧接着，利用 N2 对 PEMFC 的进行吹扫，吹扫时间为 3
min，以保证在正式实验测试前 PEMFC 内无残留空气。在操作温度为 80℃、阴极相对湿度为 100%、

阳极相对湿度为 100%、阴极化学计量比为 1.5、阳极化学计量比 2.0 和操作压力为 1atm 下对 PEMFC
进行性能激活。最后，设置合适的运行条件对 PEMFC 进行实验测试，记录数据。瞬态研究的加载

时间为 1s。每次运行的测试时间大约为 30 分钟。基本试验条件如表 1 所示。



(a) (b)

图 2 G60 单电池测试平台和原理图

表 1 实验操作条件

操作条件 数值

操作温度(℃) 50/60/70/80/90

阳极相对湿度(%) 0/50/100

阴极相对湿度(%) 0/50/100

阳极化学计量比 1.5

阴极化学计量比 2.0

操作压力(atm) 1

2 结果与讨论

2.1 仿真结果

如图 1 所示，阶梯波浪形流场比平行流场具体更高的输出性能。这表明阶梯结构设计有利于提

高燃料电池的输出性能。

图 1 极化曲线

2.2 稳态研究

影响 PEMFC 性能的主要参数有反应气体的湿度、流速、压力和电池的温度等。下面分析了操



作温度和相对湿度对 CPFF 和 SWFF 性�����能的影响。

2.1.1 操作温度的影响

本节研究电池操作温度(�����)对 CPFF 和 WSFF 性能的影响，其他参数设置为阳极相对湿度

(���)为 100%，阴极相对湿度(���)为 100%，阳极化学计量比(��)为 1.5 和阴极化学计量比(��)

为 2.0。
电池温度的变化对电池的输运现象和电化学动力学都有影响。如图 3（a）所示，当�����从 50℃

升高到 80℃时，电池性能逐渐提高。性能提高可以解释为在更高的温度下气体扩散率和膜电导率的

增加。当�����从 70℃升高到 80℃时，电池性能的改善幅度很小。而当�����从 80℃升高到 90℃时，

电池的性能开始下降。这是因为�����在 80℃以上时，膜迅速脱水，从而使质子电导率减弱，电阻增

加，性能下降。当�����低于 70℃时，催化剂活性较低，不能促进电化学反应的增加。此外，在低电

流密度下，由于反应物的扩散受限，电子和离子的转移速率变慢，导致反应速率下降。从而导致燃

料电池的出现性能相对较差[37]。如图 3 (b)所示，SWFF 的性能优于 CPFF。这可以解释为阶梯波浪

形结构会导致局部反应物浓度的增加。因此，从通道区域到电池内部的局部反应物浓度梯度增加，

反应物供给增加，电化学反应加速。当�����=80℃时，SWFF 的最大功率密度比 CPFF 提升了 30.91%。

图 3 (a) 不同�����对 SWFF 性能的影响；(b) �����对 CPFF 和 SWFF 性能的影响

2.1.2 相对湿度的影响

如上所述，质子传导率与膜水含量密切相关。第一，质子交换膜良好的润湿使电池具有更好

输出性能。第二，电池内部水淹会阻碍反应气体的传输。本节研究���和���对电池性能的影响，

其他参数设置为�����=80℃、��=1.5 和��=2.0。
(1)阳极加湿效果

本节研究���对电池性能的影响，���=100%。如图 4 所示，当���=0 时，燃料电池的性能最

差，随着���的增加，电池的性能增大。当���=0 时，电池性能最低。这是因为当电池使用完全干

燥的氢气时，在低电流密度阶段，水主要是从阴极侧向阳极侧扩散，但阴极侧产生的水不足以满足

阳极侧。在高电流密度阶段，阳极侧的膜会遇到脱水，因为更多的水由于电渗阻力而移动到阴极侧，

膜通过反向扩散机制达到水化要求[38]。因此在这两个阶段，膜的水化程度很差，膜的电导率最低，

故电池性能最差。当���=50%或���=100%时，阳极侧膜的水化条件得到改善，从而加强了质子传

导作用，提升了电池的性能。此外，���=100%比���=50%更有助于促进膜中的水分平衡。



图 4 不同���对 SWFF 的影响

(2)阴极加湿效果

本节研究���对电池性能的影响，���=100%。如图 5 (a)所示，当���=0 时，燃料电池的性能

最差，随着���的增加，电池的性能先增大后减小。当���=0 时，电池性能最低。这是因为在低电

流密度阶段，电渗透阻力和电化学反应产生的水不足以使膜保持良好的湿润，从而导致膜脱水和电

池性能下降。在高电流密度阶段，通过电渗透阻力机制，从阳极侧移入阴极侧的水量迅速增加，但

脱水问题仍然存在。当���=100%时，因为电渗透阻力机制，从阳极侧扩散到阴极侧的水量迅速增

加，阴极侧由于反应产生的水和加湿气流的水过多而发生水淹，氧的转移被多孔介质中的液态水所

阻挡，从而使氧的浓度在催化剂的活性表面区域下降，导致严重的浓度损失，性能略微下降。当

���=50%时，燃料电池实现了最佳性能。

图 5 (a) 不同���对 SWFF 性能的影响； (b) ���和���对 SWFF 的影响

如图 5 (b)所示，当���=100%，���=0 时，电池的性能比���=100%，���=0 时要好。因此可

知，阳极加湿是比阴极加湿对电池性能影响更大。这是因为，在高电流密度阶段，电渗阻力从阳极

传输到阴极的水超过了从阴极反向扩散到阳极的水。因此，导致膜脱水和性能下降。此外，低湿度

空气会通过降低来自阴极侧的反向扩散速率，从而加剧了膜的脱水。通过增加阳极侧的湿度可以缓

解膜的脱水，从而使电池获得更好的性能。这不意味着阴极侧的加湿不重要，只是相对阳极加湿来

说，阴极加湿对电池的影响没有阳极加湿的大。当���=100%，���=0%时，电池的性能最好。



2.2 瞬态研究

本节实验研究了不同操作条件和不同步进电流对阶梯波浪形三维流场 PEMFC 动态性能的影响，

并对其动态性能及其机理进行了探讨。

2.2.1 欧姆损耗对瞬态性能的影响

离子电荷的输运比电子电荷的输运更难，因此 PEMFC 的欧姆损失主要来源于质子的输运过程。

其中欧姆损失表示为[33]:

J
ohm

mem




 (1)

膜的质子电导率可表示为[39]：

1 1(0.519 0.326)exp 1268
303mem T

          
(2)

其中，�是电解液的含水量，�是电池工作温度，����是膜的电导率，��ℎ�是欧姆过电位，�是
工作电流密度。

图 6 显示了欧姆损失与含水量的关系。可以看出，欧姆损失对含水量非常敏感。当工作电流为

0.4A/cm2 时，含水率从 2 增加到 14 时[40]，欧姆损失从 0.31 V 下降到 0.03 V。此外，在温度不变的

情况下，欧姆损失随着工作电流的增大而增大。从 Pei 等[40]人的研究成果可知，当工作电流从低电

流阶跃到高电流时。电流发生阶跃时刻，膜含水量保持不变；电流发生阶跃后，由于电渗透阻力，

膜中的含水量在短时间内略有下降，然后随着反应产生的水的积累而逐渐增加，直至达到平衡。在

电解液含水量的作用下，欧姆损失在达到最高值后开始逐渐减小，从而导致输出电压下冲。同理可

知，当工作电流从高电流阶跃到低电流时，将导致输出电压过冲。

图 6 0.4 和 1.2 A/cm2时的欧姆损失与含水量的关系

2.2.2 步进电流对电池瞬态性能的影响

图 7 显示了不同步进电流下燃料电池电压响应曲线。加载幅度分别为 10A~15A、10A~20A、

10A~25A、10A~30A、10A~35A、10A~40A、10A~45A、以及 10A~50A。操作参数设置为�����=80℃、

���=100%、���=100%、��=1.5 和��=2。此外，将最小电压与稳态电压之间的差值定义为下冲幅值；



将稳态电压与最大电压之间的差值定义为过冲幅值。

图 7 (a) 不同步进电流的电压响应曲线；(b) 下冲幅值

如图 7 所示，当 t = 50s 时负载发生变化后，电压突然下降到最小值。经过最小值点后，电压逐

渐升高，然后接近稳态值。这是由于负荷增加后，由于电渗透阻力的作用，膜含水量在短时间内略

有下降，然后随着反应产生的水的积累逐渐增加，直至达到平衡。在膜含水量的影响下，欧姆损失

在达到最大值后开始逐渐减小，最后达到平衡。此外，电池温度不变时，膜含水量越少，电解质的

电导率越低，欧姆损失越高。当步进电流从 15A 增加到 50A 时，电压下冲幅值从 0.0135 V 逐渐增

加到 0.1187 V。从 Zhang 等人的研究结果可知[41]，在负荷变化前，膜含水量与步进电流呈负相关关

系，步进电流越大，流道内气体流速越快，膜含水量越低。膜含水量越低，欧姆损失越大。从而造

成输出电压出现更大的下冲幅值。同时，加载幅度越大，电池达到稳定的时间越长。

2.2.3 相对湿度对电池瞬态性能的影响

湿度是影响 PEMFC 动态响应性能的关键因素。一旦内部湿度过低，电解液输送质子的能力就

会显著降低。相比之下，凝结形成的液态水会堵塞多孔介质的孔隙，在极高的湿度下造成水淹断层。

合适的加湿条件是 PEMFC 正常运行的重要保证。

(1)阴极湿度对电池瞬态性能的影响

图 8 给出了不同���下的电压响应曲线。加载幅度分别为 10A~20A~10A 以及 10A~30A~10A。

其他操作参数设置为�����=80℃、���=100%、��=1.5 和��=2.0。此外，case1: ���=0% (10A-20A-10A)、
case2: ��� =0% (10A-30A-10A) 、 case3: ��� =50% (10A-20A-10A) 、 case4: ��� =50%
(10A-30A-10A)、 case5: ���=100% (10A-20A-10A)和 case6: ���=100% (10A-30A-10A)。

图 8 (a) 阴极湿度对不同步进电流变化的瞬态响应曲线；(b) 过冲和下冲幅值

由图 8 可知，当���=50%时，电压的动态响应性能最好；���=100%时，电压响应性能较差，

出现明显电压下冲；���=0%时时，电池动态响应性能最差，下冲幅度远高于其他两种工况，电压

达到新稳态所需时间也更长。此外，随着加载幅度变大，电池的动态性能变差。这是因为相对湿度



越大，平衡含水量越高。当���=0%时，膜在负荷变化前干燥，膜含水量最低。因此，负载变化后，

更多的生成水留在电解液内，膜含水量上升幅度最大，达到新的平衡状态需要的时间最长。随着���

的增加，膜在负荷变化前的润湿程度增加。同时，膜含水量增加幅度减小。另一方面，当���=100%
时，膜含水量在负载变化前已接近饱和，多余的溶解水会阻碍反应气体的传输，因此，在���=100%
的情况下性能低于���=50%的情况。在膜含水量的影响下，输出电压的稳态值、下冲和过冲幅值、

过渡时间随着���的增加而减小，但过度加湿也会导致电池的动态性能下降[41]。

(2)阳极湿度对电池瞬态性能的影响

图 9 给出了不同���下的电压响应曲线。加载幅度分别为 10A~20A~10A 以及 10A~30A~10A。

其他操作参数设置为�����=80℃、���=100%、��=1.5 和��=2.0。此外，case1: ���=0% (10A-20A-10A)、
case2: ��� =0% (10A-30A-10A) 、 case3: ��� =50% (10A-20A-10A) 、 case4: ��� =50%
(10A-30A-10A)、case5: ���=100% (10A-20A-10A)和 case6: ���=100%(10A-30A-10A)。

如图 9所示，当���从 0%增加到 100%时，步进电流从 10A-20A-10A时，电压下冲幅值从 0.0619V
减小到 0.0453V,电压过冲幅值从 0.0384V减小到 0.0329V;步进电流从 10A-30A-10A时,电压下冲幅值

从 0.0696V 减小到 0.0485V；电压过冲幅值从 0.0496 减小到 0.0301V。这是因为���越大，平衡含水

量越高。当���=0%时，膜在负荷变化前是干燥的，膜含水量有较大的提高空间。因此，负载变化

后，更多的生成水留在电解液内部，膜含水量上升最多，达到新的平衡状态所需时间最长。随着���

的增加，负载变化前膜的润湿程度增加。同时，膜含水率的增幅随时间的增加而减小。另一方面，

当���=100%时，膜含水量在负载变化前已接近饱和，多余的溶解水通过解吸过程迅速转化为水蒸

气，因此负载变化后膜含水量变化不大，可在短时间内恢复平衡。综述所述，当阳极和阴极的相对

湿度都较低时，膜电阻的值最大，从而产生最明显的下冲或过冲。随着气体湿度的增加，由于膜电

阻的减小，下冲或过冲幅值明显减小[42]。

图 9 (a) 阳极湿度对不同步进电流变化的电压响应曲线；(b) 过冲和下冲幅值

3 结 论

本章实验研究了不同操作温度和气体相对湿度对阶梯波浪形三维流场的稳态和动态响应性能

影响。主要结论如下：

(1)当电池操作温度为 80℃、阳极化学计量流量比为 1.5、阴极化学计量流量比为 2.0、阳极相对

湿度为 100%和阴极相对湿度为 100%时，SWFF 的最大功率密度比 CPFF 提升了 30.91%。

(2)电池的性能随着操作温度的升高而得到改善，当电池工作温度在 80℃以上时，电池性能开始

下降。当阳极加湿为 100%，阴极加湿为 50%时，电池的性能最好。

(3)在膜含水量的作用下，欧姆损失的变化是导致输出电压发生下冲或过冲的重要原因。

(4)随着步进电流的增大，过冲和下冲幅值增大。电池的瞬态性能随着相对湿度增大而得到改善，

在阴极100%增湿情况下电池的响应性能变差。
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摘要：传统干燥剂氯化钙等虽然具有良好的水蒸气吸附能力，但是液解问题将导致设备腐蚀以及

吸附能力下降。本文采用浸渍法制备了 CaCl2@MOF-808 多孔介质复合吸附剂。通过 X 射线衍射仪、

场发射扫描电子显微镜、物理吸附仪等对 MOF-808 及 CaCl2@MOF-808 的性能进行研究，结果表明

CaCl2@MOF-808 复合吸附材料用于干燥过程潜力较大，循环稳定性好。研究具有较好的工程应用价值。

关键词：CaCl2@MOF-808；水蒸气；吸附动力学；二氧化碳

0 前言

随着全民健康意识增强，人们对富含维生素、矿物质、膳食纤维和氨基酸等营养物

质的果蔬的需求越来越高。近年来我国果蔬产量逐年增高，2022 年，水果产量高达

31296.24 万吨，蔬菜产量更是达到 79997.22 万吨。新鲜果蔬含水量高（>80%），易腐烂，

每年造成的损失高达 40%-50%[1-3]。干燥是常用于保存果蔬的一种实用方法。干燥能耗

占全世界工业耗能的 10%-15%[4]，而农产品干燥加工约占干燥行业能耗的 12%[5, 6]。当前

常见的热风干燥、微波干燥、真空冷冻干燥等技术，由于干燥时间长、能耗高、噪音大

等问题而限制其应用。新兴技术的出现（如渗透、超声等）虽然降低干燥耗能，但是会

在一定程度上影响果蔬干燥品质[7, 8]。干燥过程中保证产品的质量、营养物质和安全是十

分必要的。增加惰性气体含量，降低氧含量，甚至有选择性提高 CO2含量都可以在一定

程度上促进果蔬干燥。例如，CO2气氛干燥木瓜、番石榴可提高维生素 C 的保留量[9]。

基于吸附除湿的干燥剂由于不需要机械设备辅助和外界能源消耗，依靠材料自身对室内

环境湿度感应进行水蒸气的吸附-解吸来完成湿度调节，而受到广泛关注。设计满足对水

蒸气具有选择吸附性，不吸附 CO2或者不影响水蒸气的吸附效果的干燥剂极为重要。

常见的化学吸附剂，如氯化钙、氯化锂等，虽然具有良好的水吸附能力，但是在吸

湿过程中存在液解现象，循环稳定性差，同时还会引起设备腐蚀。大多数经典固体物理

吸附剂（如硅胶、沸石等）由于再生温度较高（Tre >100 ℃）也逐渐被取代。近年来兴

起的新型多孔材料金属有机骨架材料（Mental-organic frameworks）具有丰富的孔道结构、

超高的比表面积以及良好热稳定性和化学稳定性，在气体干燥、湿度调控等领域[10-13]具

有很好的应用前景。其中 Zr-MOF-808 具有高比表面积，高水稳定性，低温高湿环境下

基金项目：国家自然科学基金创新研究群体项目（52021004）



水蒸气吸附量达 0.744 g·g-1[14]。将化学吸附剂与金属有机骨架材料相结合获得一种既具

有高吸附剂性能又具备良好稳定性的多孔介质复合吸附剂是促进干燥剂发展的有效途径。

1 实验材料和方法

1.1 材料与仪器

甲醇，≥99.5%；乙醇，99.7%；N,N-二甲基甲酰胺，≥99.5%，成都市科隆化学品有

限公司；六水氯化钙，98%，上海鸿浩生物医药科技有限公司；氯化锆，98%，麦克林；

1,3,5-均苯甲酸，98%，上海阿拉丁生化科技股份有限公司；甲酸，98%，上海迈瑞尔化

学技术有限公司；N2，99.5%，CO2，99.5%重庆瑞科气体有限公司。

微波化学反应器 FCMCR-3S，巩义市科瑞仪器有限公司；电子天平 CP513，奥豪斯

仪器(常州)有限公司；离心机GL-21M，长沙湘仪离心机仪器有限公司；干燥箱HZK27BK，

重庆汉瞻仪器有限公司。

1.2 CaCl2@MOF-808 制备

本文采用微波辅助溶剂热法制备 MOF-808[15]，采取浸渍法[16, 17]对 MOF-808 进行掺

杂氯化钙改性，制备过程如图 1 所示。将 400 mg 的 MOF-808 分散到 600 mg·mL-1 的

CaCl2·6H2O 溶液中，搅拌 2 h，使得 Ca2+和 Cl-离子渗入 MOF-808 的孔隙。随后离心（10000
rpm 10min）去除多余的盐溶液，并用乙醇快速清洗复合吸附剂，以去除 MOF-808 外表

面残余的氯化钙溶液。乙醇与固体的比例优化为 4 mL：1 g，以避免从 MOF-808 中洗出

盐。最后将 CaCl2@MOF-808 在 100 ℃下真空干燥 24 h。

图 1 CaCl2@MOF-808 复合材料制备

Fig.1 Preparation of CaCl2@MOF-808 composite material

1.3 分析测试仪器

美国麦克公司的ASAP2460物理吸附仪测试CaCl2@MOF-808孔隙结构和比表面积。

使用 Brunaure-Emmett-Teller[18]计算比表面积，在仪器配备软件中完成计算。表面微观形

貌和 X 射线衍射分析分别通过日本日立公司的场发射电子显微镜（SU8020）和德国布鲁

克公司的 D8 ADVANCE X 射线衍射仪获得。使用美国尼高力公司 iS10 FTIR spectrometer
进行 FTIR 测试。

1.4 实验系统

在常压下采用重量法进行水蒸气吸附性能测试，实验系统如图 2 所示。



图 2 水蒸气吸附实验系统图[19]（1.CO2气瓶；2.N2气瓶；3-6.阀门；7-8.气体质量流量控制器；9-10.温

度控制器；11.反应器；12.相对湿度测点；13.微型液体注射泵；14.蒸发段；15.数据采集系统）

Fig.2 Diagram of water vapor adsorption experimental system (1.CO2 Gas Cylinder; 2.N2 Gas Cylinder;

3-6.Valves; 7-8.Gas Mass Flow Controllers; 9-10.Temperature Controllers; 11.Reactor; 12.Relative Humidity

Sensor; 13.Micro Liquid Injection Pump; 14.Evaporation Section; 15.Data Acquisition System)

实验步骤和方法如下：打开电源，通过温度控制器 9、10 调节加热带对蒸发段 14、
反应器 11 进行温度控制；打开阀门 3 并通过质量流量控制器 8 控制氮气流量，同时开启

微型注射泵 13 注入去离子水，去离子水在蒸发段 14 蒸发并通过氮气载入反应器 11，相

对湿度通过公式(1、2)计算并调节：
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其中，d 为含湿量（g·g-1），RH 为相对湿度，Pq,b为饱和水蒸气分压（kPa），Pa 为常

压 101.325 kPa，mq 和 ma分别表示混合气体中水蒸气质量和干空气质量（g），本实验中

干空气为氮气；以 70%RH，30 ℃工况为例，氮气流速为 400 mL·min-1，计算得到 mq=0.0167
g，在实验中微型注射泵流速设置为 9.396 μL·min-1。

进行多组分实验时，如增加 CO2组分，含湿量通过公式(3、4)计算 ma代入(1、2)：
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其中，MN2、MCO2分别为 N2和 CO2的相对分子质量，WCO2、WN2分别为混合气体中

CO2 和 N2 的体积百分比，干混合气体的相对分子质量则为 Ma，Va 为干空气的总体积流

量（mL·min-1）。

开始吸附实验前需要满足相对湿度测点 12 获取的相对湿度及反应器 11 内的温度在

1 h 内保持不变，方可认为反应器 11 达到所需实验工况；称取一定量活化后的

CaCl2@MOF-808 置于反应器内，每间隔 5 min 称量，CaCl2@MOF-808 水蒸气吸附量可

通过公式(5)计算：
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其中，m(t)为 t 时刻 CaCl2@MOF-808 水蒸气吸附量（g·g-1）；m 和 mdry 分别是

CaCl2@MOF-808 吸附水蒸气后的总质量及活化后 CaCl2@MOF-808 的质量。

常压加热使得吸附水蒸气后的 CaCl2@MOF-808 再生的效率由式(6)计算：

0/ 100%r nm m   (6)

其中， r 是再生效率，%；mn 和 m0 分别是 CaCl2@MOF-808 第 n 次再生后的水蒸

气吸附量和初始 CaCl2@MOF-808 的水蒸气吸附量。

2 实验结果与讨论

2.1 材料表征

图 3 是 MOF-808 和 CaCl2@MOF-808 的表征结果。由图 3（a）和（b）SEM 图显示，

所制备的 CaCl2@MOF-808 以纳米级晶体聚集存在，氯化钙被包裹在 MOF-808 基体的笼

内。EDS 能谱分析测试结果如图 3（c）所示，Ca2+离子均匀分布在 CaCl2@MOF-808 测

试表面，说明浸渍成功。图 3（d）为 XRD 衍射图谱，MOF-808 的主要特征衍射峰出现

在 2θ=4.326°（111）、8.281°（311）和 8.656°（222），与文献中报道的一致[20]。同时复合

材料 CaCl2@MOF-808 表现出与纯 MOF-808 相同的衍射峰，说明复合材料的主要成分为

MOF-808。图 3（e）为 MOF-808 和 CaCl2@MOF-808 的傅里叶红外光谱，可以看出，复

合材料 CaCl2@MOF-808 在 1369 cm-1 的-COOH 对称伸缩振动峰，1715 cm-1处的-COOH
伸缩振动峰以及 1652 cm-1 处的-COOH 与 Zr 原子相连接形成的振动峰与 MOF-808 出峰

的位置相同。并在 713-756 cm-1 位置都存在苯环 C-C 键伸缩振动峰，说明氯化钙掺杂改

性并会对 MOF-808 化学结构造成改变。MOF-808 和 CaCl2@MOF-808 的氮气等温吸附

曲线如图 3（f）所示。根据 IUPA 分类，MOF-808 和 CaCl2@MOF-808 的氮气吸脱附等

温曲线类型相同，总体趋于 I 型等温曲线，在 p/p0=0.8~1.0 相对压力区间存在较短的 H1
型回滞环。实验合成的 MOF-808 的 BET 比表面积为 1437.99 m2/g，孔径为 2.24 nm；

CaCl2@MOF-808 的 BET 比表面积为 124.55 m2/g，孔径略有升高，为 2.74 nm。



图 3 MOF-808 和 CaCl2@MOF-808 的表征结果。（a）和（b）SEM 图；（c）CaCl2@MOF-808 EDS 能谱

分析；（d）XRD 衍射图谱傅；（e）里叶红外图谱；（f）氮气吸/脱附等温曲线。

Fig.3 Characterization results of MOF-808 and CaCl2@MOF-808. (a) and (b) SEM Images; (c) EDS Spectrum

Analysis of CaCl2@MOF-808; (d) XRD Diffraction Patterns; (e) Fourier-Transform Infrared Spectrum; (f)

Nitrogen Adsorption/Desorption Isotherms.

2.2 温湿度对 CaCl2@MOF-808 水蒸气吸附性能的影响

为了更好地模拟干燥剂在实际系统中的吸附过程，实验分析了复合材料

CaCl2@MOF-808 在 70%RH 下 30 ℃、40 ℃、50 ℃、60 ℃四种不同温度和 30 ℃温度条

件下 30%RH、50%RH、70%RH 和 90%RH 4 种不同湿度下的水蒸气吸附性能。

图 4（a）为复合材料 CaCl2@MOF-808 在 70%RH 4 种不同吸附温度下的吸附曲线，

曲线显示，CaCl2@MOF-808 水蒸气吸附量随着温度的升高而降低，从 30 ℃ 1.000 g·g-1

的平衡吸附量下降到 60 ℃的 0.763 g·g-1；所有温度下复合材料水蒸气吸附量均高于纯

MOF-808 在 30 ℃时的最高吸附量 0.532 g·g-1；相对于纯 MOF-808 在 60 ℃的水蒸气吸附

量 0.457 g·g-1，CaCl2@MOF-808 吸附量增加 66.96%[19]。在 70%RH 4 种不同温度下，纯

MOF-808水蒸气吸附量均值0.457 g·g-1，标准差0.046，CaCl2@MOF-808均值为0.890 g·g-1，

标准差为 0.101；这是由于纯 MOF-808 水蒸气吸附过程只存在物理吸附，而

CaCl2@MOF-808 复合材料吸附水蒸气的过程不仅存在物理吸附过程还存在化学吸附过

程，化学吸附过程是在吸附剂表面与被吸附分子之间形成化学键，通过化学键力对吸附

分子进行捕获。其吸附速率较低，随着温度升高吸附速率则升高，但是过高的温度同样



不利于吸附的发生。复合材料 CaCl2@MOF-808 的吸附速率随着温度上升而增大，刚开

始吸附前 30 min 内，吸附速率从高到低分别为 0.0175 g·g-1·min-1、0.0164 g·g-1·min-1、

0.0161 g·g-1·min-1、0.0155 g·g-1·min-1。随着吸附的进行中后期进入一段较为平缓的吸附

过程，CaCl2@MOF-808 吸附速率是由物理吸附和化学吸附共同决定的，因而随着吸收

的进行盐浓度逐渐降低因此 CaCl2@MOF-808 的吸附速率也随之下降。

图 4 （a）不同温度（70%RH）和（b）湿度（30 ℃）下 CaCl2@MOF-808 复合材料的吸附曲线

Fig.4 (a) Adsorption isotherms of CaCl2@MOF-808 composite material at different temperatures and (b)

different relative humidities.

复合材料 CaCl2@MOF-808 水蒸气吸附过程不仅受温度影响，相对湿度的变化也对

其吸附过程有着较大的影响。图 4（b）为复合材料 CaCl2@MOF-808 在 30℃，30%RH、

50%RH 、 70%RH 和 90%RH 4 种工况下的吸附曲线。从图中可以直观地发现

CaCl2@MOF-808 水蒸气平衡吸附量和吸附速率随着相对湿度的增加而增大，

CaCl2@MOF-808的平衡吸附量从30%相对湿度时的0.284 g·g-1提高到90%相对湿度时的

1.368 g·g-1，甚至图中并未观察到吸附达到平衡的趋势。这是因为工况环境中相对湿度

RH 增加意味着水蒸气分压力的提高，这将使得 CaCl2@MOF-808 复合材料在吸附水蒸气

时的驱动力加大，进而显著地提高了吸附速率和平衡吸附量。从之前的分析中了解到

CaCl2@MOF-808 水蒸气吸附过程是由物理吸附、化学吸附等多个过程组成的。图 4（b）
中对物理吸附和化学吸附过程进行了标记：物理吸附（灰色区域），化学吸附（绿色区域）。

理论上物理化学吸附量数值可以由下面的方法确定：CaCl2@MOF-808 的物理吸附过程

仅发生在微孔内，所以微孔孔体积所能容纳的水蒸气质量就是最大的理论物理吸附量；

参考无水氯化镁发生化学吸附到六水合氯化镁的假设[21]，氯化钙的化学吸附过程也可以

假定是无水氯化钙完全吸附到六水合氯化钙转变，所以理论最大化学吸附量可以根据反

应盐的掺杂量由公式(7)进行计算获得。
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在式(7)中，MH2O 为水的摩尔质量，g·mol-1；mCaCl2 表示掺杂（反应）在 MOF-808
内部氯化钙的含量， g ；MCaCl2 为氯化钙的摩尔质量， g·mol-1 ； mcom-de 则表示



CaCl2@MOF-808 在 100 ℃解吸后的质量，g；而 mchem是单位质量 CaCl2@MOF-808 的理

论最大化学吸附量，g·g-1。

在图 4（b）中青色区域是实验测得高于理论物理吸附与理论化学吸附量总量之和的

区域，通常认为是由氯化钙（CaCl2）在完成化学吸附过程后生成的六水合氯化钙晶体

（6H2O·CaCl2）继续吸附水蒸气时发生液解与吸收过程所增加的吸附量。比较图 4（b）
中 CaCl2@MOF-808 的物理吸附、化学吸附和吸收过程的占比可以发现，在

CaCl2@MOF-808 水蒸气吸附过程中物理吸附对整个吸水量贡献量最小，这与复合材料

微孔孔体积有关，而吸收作用对整个吸水量的贡献最大，化学吸附过程的贡献次之。因

此在利用好反应盐化学吸附过程的同时充分利用反应盐液解吸收作用可以极大地提高复

合材料 CaCl2@MOF-808 水蒸气吸附性能，所以通过耦合 CaCl2@MOF-808 复合材料的

物理吸附、化学吸附与吸收过程能更好实现设计该类材料在水蒸气吸附领域的应用。

2.3 含湿气体中二氧化碳对 CaCl2@MOF-808 水蒸气吸附性能的影响

吸附剂工作环境一般较为复杂，干燥介质多由氮气、氧气、二氧化碳、烟尘和水分

等气氛组成。为了更贴近实际应用，考虑二氧化碳存在时，CaCl2@MOF-808 对水蒸气

吸附效果的影响。图 5（a）为 70%RH，30 ℃工况下 CaCl2@MOF-808 在不同二氧化碳

浓度下的吸附曲线。从图中可以发现，二氧化碳与氮气体积比从 5：95 上升到 35：65
的整个过程中，吸附速率几乎不受影响，吸附速率先增加后减缓。吸附进行到 400 min
后，不同二氧化碳浓度下吸附量分别达到 0.948 g·g-1、1.000 g·g-1、1.000 g·g-1、1.107 g·g-1，

从数据上可以直观地发现气氛中存在二氧化碳几乎不影响材料对水蒸气的吸附效果。

为了进一步验证 CaCl2@MOF-808 是否吸附 CO2，实验中进行了氮气和二氧化碳混

合气的吸附测试（一般情况下，默认材料不吸附氮气）。表 1 为相关的实验参数和测试结

果，吸附实验进行之前调试吸附段温度为 30 ℃，氮气吹扫整个实验腔体使得试验段内

水分含量降低至 5%以下，使得实验不受水蒸气的影响。从表可以发现，二氧化碳为 15%
时的吸附量为0.0504 g·g-1，100% CO2下CaCl2@MOF-808吸附量仅仅提高了0.0101 g·g-1，

这说明二氧化碳浓度的变化不影响材料对其的吸附效果。表 1 和图 5（a）的测试数据说

明二氧化碳的存在不影响材料对水蒸气的吸附效果。相关的研究表明降低干燥介质中含

氧量，增加 CO2 浓度有利于保持果蔬干燥后的色泽，降低维生素损失[9, 22, 23]，因此本项

研究将为惰性气体干燥果蔬、谷物等提供新策略。



图 5（a）不同二氧化碳浓度下的吸附曲线；（b）不同水蒸气流量 CaCl2@MOF-808 吸附曲线；（c）

CaCl2@MOF-808 在不同填料密度下的动态吸水速率

Fig.5 (a) Adsorption isotherms at different carbon dioxide concentrations; (b) Adsorption isotherms at different

water flow rates for CaCl2@MOF-808; (c) Dynamic water absorption rate of CaCl2@MOF-808 at different

packing densities.

表 1 二氧化碳吸附测试参数

Table1 Carbon dioxide adsorption test parameters

Sample/mg 工况(30 ℃,＜5%RH) 吸附量/g·g-1

CaCl2@MOF-808
81.4 15% CO2 0.0504

95.8 100% CO2 0.0605

2.4 水蒸气流量对 CaCl2@MOF-808 水蒸气吸附容量的影响

设置吸附温度为 30 ℃，相对湿度为 70%，在不同氮气流速（300、400、500、600
mL·min-1）氛围下进行水蒸气吸附实验。实验开始之前需调节实验工况在 30 min 内保持

不变，称取真空干燥的复合材料样品 85 mg 左右置于吸附床内开始吸附实验，间隔 10 min
计量重量变化，整个吸附过程持续 450 min。

图 5（b）是在不同水蒸气流量下测得的 CaCl2@MOF-808 水蒸气吸附曲线。平衡吸

附量几乎不受水蒸气流量的影响，复合材料 CaCl2@MOF-808 在 300 mL·min-1、400
mL·min-1、500 mL·min-1和 600 mL·min-1的平衡吸附量分别为 1.000 g·g-1、1.000 g·g-1、1.101
g·g-1、0.956 g·g-1。但是随着水蒸气流量的变化，CaCl2@MOF-808 水蒸气吸附速率也随

之改变，当吹扫流量低于 400 mL·min-1 时，CaCl2@MOF-808 的吸附速率随之增加。当

水蒸气流量高于 400 mL·min-1 后，可以观察到吸附速率下降，但曲线变化不明显，这说

明了此时主流扩散对吸附速率的影响很小，可以忽略不计。因此，为了避免主流扩散对

复合材料吸附动力学的影响，同时考虑氮资源浪费问题，实验中的水蒸气流速控制在 400
mL·min-1。

2.5 填料密度对 CaCl2@MOF-808 水蒸气吸附性能的影响

工业干燥机械的水分脱除区域受设备参数限制，使得干燥剂材料的放置空间受限，



因此研究吸附剂的填料密度（材料松散程度）对水蒸气吸附性能的影响具有重要意义。

吸附动力学参数受吸附床填料传热传质性能参数影响，本文在恒温条件下进行吸附

性能的研究，将不会考虑传热问题。复合材料 CaCl2@MOF-808 的水蒸气吸附/解吸动力

学对于评价吸附的性能和理解水蒸气的吸附过程的整体传质是必要的。此外对水蒸气吸

附/解吸动力学进行预测是设计和模拟气体处理装置的必要条件。关于金属有机骨架材料

及其衍生材料水蒸气吸附动力学所采用的模型，同时介于水的吸附表现出明显的一阶行

为，常使用 Linear Driving Force Model 线性驱动力模型（LDF）来进行拟合[24]。根据 LDF
模型，单个吸附质（纯气体或与惰性气体的混合物）对吸附剂颗粒的吸附速率为：

*( ) [ ( ) ( )]L
dC t k C t C t

dt
  (8)

( )C t 表示 t 时刻时的吸附剂颗粒内的吸附质平均浓度， *(t)C 为 t 时刻吸附温度和气

相分压下颗粒中平衡时的吸附质浓度。变量 kL称为有效 LDF 传质系数。由于吸附实验

在常压环境下进行，因此可以认定为恒压实验，对(8)积分可得式(9)：

( ) 1 LK tf t e  (9)

在水蒸气吸附动力学中更多的使用式(9)的形式[25, 26]。为了更好描述复合材料吸附行为，

参考拟一阶动力学模型气体吸附的描述[27, 28]，由(8)式可得：

1( )t
e t

dq k q q
dt

  (10)

对上述方程积分可得式(11)：

1(1 )k t
t eq q e  (11)

其中 qe是平衡态时水蒸气吸附量（g·g-1），qt是 t 时刻的吸附量（g·g-1），k1（min-1）是

该模型的速率常数，时间常数τ=1/k。式(9)中 f(t)与式(11)的 qt/qe在数学描述上具有相同

的意义，都是随时间的变化量。对方程(11)取对数可得：

1ln(1 )t

e

q k t
q

   (12)

将 ln(1-qt/qe)与 t 进行线性拟合，可得到 k1，数据处理时，用 t 为 300 min 时刻的吸

附量 q300代替 qe，得到图 5（c）的拟合曲线和表 2 的 CaCl2@MOF-808 动力学参数。动

力学曲线显示吸附量在前 150 min 内迅速增加，在 200 min 后开始缓慢增加在达到平衡。

可以观察到速率常数随着填料密度的增加而逐渐降低，时间常数τ随着填料密度的增加

而逐渐增加，在相同测试条件下，水蒸气与复合材料固定接触面积，填料密度的增加

直接影响材料的孔隙率从而导致传质速率的降低。

一般情况下，吸附剂量的增加可以提供更多的吸附位点数量，使得吸附量增加。

而在相同的填料空间内，较大的填料密度将导致传质通道和吸附位点的损失，从而导

致 CaCl2@MOF-808 吸附量的下降。例如，填料密度 0.41 g·cm-3 在 300 min 内的水蒸



气吸附量为 1.061 g·g-1，而 1.07 g·cm3填料密度的吸附量却下降到 0.709 g·g-1。

表 2 CaCl2@MOF-808 的动力学参数

Table2 Kinetic parameters of CaCl2@MOF-808

Sample r-squared k1 q300

CaCl2@MOF-808

0.044 g 0.41 g·cm-3 0.9978 0.0148 1.048

0.074 g 0.68 g·cm-3 0.9987 0.0107 0.859

0.116 g 1.07 g·cm-3 0.9947 0.0102 0.727

2.6 CaCl2@MOF-808 热稳定性与循环稳定性分析

MOF-808、氯化钙和CaCl2@MOF-808复合材料的TGA结果如图 6（a）所示。Anastasia
Permyakova等[29]对MIL-100/CaCl2和MIL-127(Fe)/CaCl2热重损失分析中将热重损失区域

划分为两部分：第一阶段，25 ℃~260 ℃为水分蒸发；第二部分则是有机配体的热解

（260 ℃~600 ℃）。MOF-808 水的脱除主要发生在 15 ℃~100 ℃，100 ℃~400 ℃主要是

金属有机骨架 MOF-808 的有机成分降解，锆簇脱羟基和羧酸连接物的去除。考虑到

CaCl2@MOF-808 水蒸气吸附过程并不是单纯的物理吸附而是多过程组成，因此认为

CaCl2掺杂改性的 MOF-808 将导致水分的脱除温度滞后，从图 6（a）可以直观地发现，

在 250 ℃之前 CaCl2@MOF-808 相比于 MOF-808 的重量损失明显受温度影响更小，而氯

化钙的熔点温度在 773 ℃，在该温度区间氯化钙几乎不会参与重量损失。

图 6（a）MOF-808、CaCl2和 CaCl2@MOF-808 的热重图；（b）CaCl2@MOF-808 的循环再生效率

Fig.6 (a) Thermogravimetric analysis of MOF-808, CaCl2 and CaCl2@MOF-808; (b) Regeneration efficiency

of CaCl2@MOF-808

实验中采用常压加热再生法对 CaCl2@MOF-808 循环稳定性进行测试，吸附实验在

图 2 所示的试验台进行测试，解吸实验则在真空干燥箱（HZK27BK）内加热进行，解吸

温度为 70℃。图 6（b）为 CaCl2@MOF-808 在 30 ℃，70%相对湿度，常压工况下测得

的循环再生效率。从图中可以发现 CaCl2@MOF-808 与 MOF-808 基质材料具有同样的循

环再生效率，8 次循环后再生效率仍高于 90%[19]。



3 结论

（1）采用浸渍法制备 CaCl2@MOF-808 复合材料，其水蒸气吸附过程包含物理吸附、

化学吸附以及吸附后生成的六水氯化钙晶体的水蒸气吸收过程。

（2）随着吸附温度上升，CaCl2@MOF-808 复合材料水蒸气吸附量呈现下降趋势；

相对湿度的提高，CaCl2@MOF-808 水蒸气吸附量呈现上升趋势。

（3）动力学拟合发现 LDF 模型可以很好地拟合水蒸气吸附过程，随着填料密度增

加吸附速率常数 k1降低，这是由于填料密度增加传质通道被破坏导致的。

（4）循环稳定性实验中发现 CaCl2@MOF-808 具有良好的热稳定性以及循环稳定性，

8 次循环再生效率均高于 90%。
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摘要：离子热电材料由于极高的塞贝克系数而受到广泛关注，其通常由聚合物构成空间网络、离子源

提供自由离子，由于在不同温度下阴阳离子表现出不同的运动趋势而产生电压差。导电聚合物由于电

子和空穴能沿分子链移动而具有导电性，其水凝胶兼具电子和离子的传导作用，在本研究中采用

PEDOT:PSS 作为基体，以 NaCl 作为离子源，在不同温度下烘干得到离子凝胶。研究发现随着定型温

度的提升，材料可以从离子型热电材料转换为电子型热电材料。通过构建离子回路，首次在离子热电

材料中提出利用电摩擦力实现电能的持续输出，在实验上证明了该方法的可行性，成功实现了基于此

原理的热电转化器件的制作。

关键词：离子热电，导电聚合物，定型温度，能量转化

0 前言

离子热电材料利用离子的热扩散效应产生电压，近年来以聚合物为基体的离子热电

材料表现出高达 43.8 mV/K 的塞贝克系数[1]，高于电子型热电材料约 3 个数量级，这是

因为聚合物构成的空间网络对不同离子具有选择性，使阴阳离子在温差作用下扩散系数

的差异进一步增大。高塞贝克系数和聚合物的可弯曲特性使离子热电材料在低品位能源

利用、传感、柔性电子等领域展现出了很大潜力[2-4]。

离子热电材料虽然能产生很高的开路电压，但其充放电行为是电容器模式，储存的

电量有限且无法持续供电，这也成为了限制离子热电发展的核心问题。很多研究针对这

一问题给出了解决方法，如加入氧化还原电对[5]、周期性更换正负极[6]等，这些措施都在

一定程度上提升了离子热电器件的功率，拓展了离子热电的应用场景。

导电聚合物水凝胶是一类特殊的导电材料，综合了水凝胶和导电聚合物的优点。聚

合物链可以作为电子和空穴的传输路径，水凝胶的网状结构有助于离子和电子的扩散。

PEDOT:PSS 是由 3,4⁃乙烯二氧噻吩单体的氧化聚合物（PEDOT）和聚苯乙烯磺酸盐（PSS）
两种分子组成的二嵌段共聚物，是当前应用最常见的导电聚合物之一，具有一定柔性、

电导率高、生物相容性好、在高温空气中具有较好的稳定性和耐湿性[7]。

导电聚合物水凝胶在超级电容器、燃料电池、太阳能电池、医疗电极等领域已经有

了很多应用，但在离子型热电材料上的应用前景却被一定程度上忽视了。这是因为从离



子热电的原理上来看，聚合物基体的导电性是不利于材料的热电性能，因为离子扩散产

生的电压差会被材料内部的载流子输运中和，从而无法表现出很高的塞贝克系数，材料

中导电组分含量过高会使整个体系趋向于电子型热电材料。针对这一问题，本研究提出

了一种新型的能量转换方式，通过给离子凝胶构造离子回路，使离子可以在温差和浓差

驱动下保持定向移动，在此基础上通过电摩擦力拖动分子链中空穴的移动，使材料在温

差下产生可持续的电流。这种新型的能量利用方式有效解决了离子热电无法实现连续能

量输出的特点，有望实现离子热电的商业化和产业化。

1 实验部分

1.1 材料制备与表征

材料上使用 1.5wt%的 PEDOT:PSS 水溶液与二甲基亚砜（DMSO）在室温下混合搅

拌 6 小时[8]，搅拌均匀后加入 0.02M 的 NaCl 作为离子源，再搅拌 6 小时得到混合均匀的

溶液，使用材料的结构式如图 1（a）所示。将搅拌后的溶液滴在玻璃片上，使用胶带覆

盖住部分玻璃片，让溶液仅滴落在玻璃片的 U 型区域上，如图 2（a）所示。将铺有溶液

的玻璃片放在热台上烘干，为了避免水发生沸腾，将定型温度分别取 50℃、60℃、70℃、

80℃、90℃，根据温度烘干时长在 90min 至 20min 不等，以材料表面干燥程度为准。烘

干后揭下胶带，得到的 PEDOT:PSS/NaCl 薄膜如图 1（b）所示。

图 1 材料制备与表征 （a）使用材料结构式；（b）制备得到的薄膜；（c-d）FTIR 和 XRD 表征结果，



样品 1 为 PEDOT:PSS 薄膜，样品 2 为掺混了 NaCl 的 PEDOT:PSS 薄膜；（e-g）SEM 表征图

通过相关表征技术可以发现 NaCl 的加入改变了 PEDOT:PSS 的状态，实现了有效的

掺混，以 60℃下制备得到的材料为分析对象。我们比较了制备得到的 PEDOT:PSS/NaCl
的薄膜（样品 1）和 PEDOT:PSS 薄膜（样品 2）的 X 射线衍射光谱（XRD），样品 1 中

的衍射峰是材料中以晶体形式存在的 NaCl 引起的，两个样品在 2Θ~ 25°处的波包也与

PEDOT:PSS 的信号一致（图 1（c））。傅里叶变换光谱 (FTIR)被用来探测 PEDOT:
PSS/NaCl 热电薄膜中的结构和化学成份（图 1（d））。由于 Na+ 和 Cl-离子在 PEDOT: PSS
链上的吸附，在样品 1 中观察到在约 1000cm-1(代表 S-苯基和 S-O 键)处有明显波动，这

表明 PEDOT: PSS 基质中的离子混合良好，且离子掺混对 PSS 的振动模式有显著影响，

这也与 PSS 主要传导离子这一共识一致。扫描电子显微镜（SEM）图像见图 1（e-g）所

示，通过元素扫描可以明显发现体系中的 NaCl 含量是过量的并且在表面有析出结晶，

PEDOT:PSS 薄膜本身存在裂纹。通过电化学工作站和探针测量得到该材料室温下的电子

和离子电导率分别为 0.148 S cm-1 和 0.166 mS cm-1 ，表示 PEDOT: PSS/NaCl 热电薄膜

为混合离子导体。

1.2 热电性能测试

测试过程使用热电片来施加温差，通过给两个热电片相反的电压（±3V），使两热

电片可以保持恒定的温差。将做好的 PEDOT:PSS/NaCl 导电膜与粘有铜箔胶带的两个玻

璃片夹在一起，从而保证两者的紧密接触。使用 Keithley 2002 采集铜箔的电压，将 T 型

热电偶布置于铜箔与导电膜接触位置附近，通过 NI 9213 和 9162 模块采集热电偶的电压

并转化为温度数据。使用 Labview 同时采集电压和温度数据，测试装置如图 2（a）所示。

2 结果与讨论

2.1 定型温度对热电性能的影响

通过周期性改变施加在热电片上的电压，即给材料两端不同的温差，在不同温差下

测量稳定电压，拟合计算可以得到塞贝克系数。在 50℃下烘干溶液得到离子凝胶，第一

个样品烘干 120min 得到相对干燥的离子热电薄膜，第二个样品烘干 30min 后得到相对

湿润的离子热电薄膜。测量发现干燥样品的塞贝克系数为 5.83 mV/K，湿润样品为 11.96
mV/K，50℃下烘干得到的 PEDOT:PSS/NaCl 水凝胶为典型的 P 型离子热电材料，且湿

润的样品因为里面仍有很多水存留，协助离子进行扩散，所以表现出更高的塞贝克系数。

定型温度指的是在凝胶制备过程中所处的温度，即溶剂挥发时体系的温度，定性温

度对体系中水份蒸发和分子聚集状态都有影响，升温可以使水份蒸发速度加快，使薄膜

出现更多的微观裂纹，且温度更高最后体系所剩水份更少。虽然微观裂纹会影响载流子

输运，但随着热定型温度的升高，分子链由最初的无序的散乱排列状态转变为局部有序

定向排列，大分子沿纤维轴向的取向度逐渐提高，纤维的结晶结构逐渐完善。结晶结构

的完善有助于导电分子间在高聚物主体中形成良好的导电通路，降低了载流子沿高聚物

主链的迁移势垒。通过测试可以发现温度提高总体上提高了薄膜的导电性能，导电性的

提高使材料从离子型热电材料（<60℃）向电子型热电材料转变（>60℃）。因此针对导



电聚合物水凝胶，存在离子型向电子型的转变温度，这一温度与材料的微观结构关联密

切，是影响热电性能的关键因素。

图 2 热电性能测试（a）测试装置示意图；（b）连续发电原理图；（c）热电测试四阶段：阶段Ⅰ 不浸

没/开路，阶段Ⅱ 不浸没/负载，阶段Ⅲ 浸没/负载，阶段Ⅳ 浸没/开路；（d）测试结果；（e）无离子通

路时测试结果

2.2 外置离子回路实现能量持续输出

将 U 型 PEDOT:PSS/NaCl 水凝胶浸泡于 NaCl 溶液中，原本阳离子主导的移动会由

于电摩擦力变成阳离子拖拽电子运动，阳离子因为离子回路并不会在冷端聚集，这就导

致 P 型热电材料转变成 N 型，如图 2（b）所示。在这个体系中，NaCl 溶液起到了盐桥

的作用，为整个体系的外接离子回路，使整个体系的“传送带”模式可以持续进行下去，

从而实现了连续发电。

实验中为了证明上述模式的可行性，分四个阶段测试了体系的电压和电流曲线，如

图 2（c）所示。在阶段Ⅰ材料表现为 P 型的离子热电材料；阶段Ⅱ连接负载，材料迅速

放电；阶段Ⅲ开始浸没，浸没瞬间由于水的引入导致产生电压脉冲，但很快离子通路建

立，离子开始拖拽电子在材料两端产生电压差，电压变号，并且可以逐渐上升并且保持；

阶段Ⅳ在保持浸没的情况下断开负载回到开路状态，电子不断被拖拽而积累，电压逐渐



升高。图 2（d）为实际测量得到的结果，在 4.5K 的温差下，第一阶段 U 型引脚不浸没

在溶液中，电压在 500s 内逐步增加到-2.3 mV 并保持稳定，表现为 p 型 i-TE 材料，小的

塞贝克系数是离子与电子共同作用的结果；第二阶段接入 100Ω的负载，电压迅速回落

到 80μV，稳定电流为-0.8μA，此时是电子型热电材料放电的结果，因为在小负载下离子

极化积累的电荷迅速被释放了；第三阶段 U 型引脚浸没于 NaCl 溶液中，且保持负载连

接，由于离子回路的形成，离子不会在电极聚集，而是形成了连续的离子通量，拖曳电

子实现电量的输出，电压与二阶段符号相反，证明了电子的反向移动，这个阶段的输出

功率从二阶段的 25μW cm2提升到 244 μW cm2，将性能提升了 8.77倍；最后在四阶段，负

载断开，由于电子不能在外电路自由移动，导致两端发生电子积累，最终电压稳定到 8mV。
为了证明这一现象并不是由于水引入体系导致的，在对照实验中将 U型引脚去掉一端（图 2
（e）），然后进行浸泡实验，发现在没有离子通路形成的情况下，电压在二三阶段并不会出

现反号的现象。基于上述实验结果可以发现这四个阶段与理论上所构想的保持一致，直接

证明了基于“传送带”原理连续发电的可行性，且显著提升了材料的发电效率。

单个离子热电薄膜的性能面向实际应用必须要进行适当的串联，以达到更大的、可

使用的电量输出。为了证明所开发材料的可串联性，我们制作了 7 片热电薄膜并与电极

进行组装（图 3（a）），将这 7 片薄膜用胶粘于铝板的一侧，在另一侧施加热源，材料另

一侧即为空气，构成了温度梯度（图 3（b））。在近 10K 的温差下，该热电器件实现了在

10kΩ负载下连续 94mV 的电压输出（图 3（c）），且可以在 24h 内连续工作。从成本上来

看， PEDOT:PSS 的成本较高，但目前导电聚合物的合成成本普遍较高，而且 NaCl 的加

入比常用的加入离子液体提高导电性的方法相比已经降低了很多成本。上述实验现象及

分析证明了该材料和发电模式面向实际应用和工业生产的可行性。

图 3 热电器件制作与测试（a）单个薄膜与电极组装；（b）7 个单体粘于铝板上，铝板另一侧施加热源，

与材料另一侧的空气形成温差；（c）连续发电的性能测试

3 结 论

本文系统研究了导电聚合物水凝胶的离子热电效应及应用，以 PEDOT:PSS 为基体、

NaCl 为离子源制备了 PEDOT:PSS/NaCl 水凝胶，发现定型温度对水凝胶的热电性能有很

大影响，当定性温度高于 60℃，材料从离子型向电子型热电材料转变。进一步根据导电

聚合物水凝胶的特点设计了新型的温差发电方法，利用电摩擦力，构建离子回路，使用

离子拖动电子进行发电。实验验证了这一想法的可行性，改进了原热电材料的能量利用



方法，发现这种能量利用方式在 100Ω的负载下，功率为电子型发电模式的 8.77 倍。进

一步通过将 7 片热电薄膜串联，实现了 10K 温差下 94 mV 的连续电压输出，证明了该连

续发电模式显著提升了离子热电的发电效率，具有广阔的应用前景。
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摘要：多孔毛细芯中液体的输运性能取决于毛细力和流动阻力间的动态博弈。 非均匀多孔体系能够促进

基于毛细作用的可调控液体输运。其中，通过构建结构梯度来实现不对称液体输运的方法对于表征功能多

孔介质的独特流动方式和优化设计至关重要。为了定量明确梯度结构对液体毛细输运的调控规律，本文以

两级梯度微柱芯为例展开其液体芯吸研究。针对微柱阵列结构的多孔毛细芯，通过不同微柱间隙大小来构

建结构梯度，建立了固定孔隙率和长度约束下的非均匀微柱阵列结构液体芯吸模型，定量分析了间隙比和

长度比对芯吸过程的影响，获得了使芯吸时间最短的结构参数。依据理论计算结果，利用光刻法获得微柱

阵列结构，并开展水平方向上的毛细芯吸实验。理论模型和实验验证结果均表明，在给定的总长度和孔隙

率下，微柱间隙大小沿芯吸方向呈负梯度的非均匀毛细芯具有更短的芯吸时间。对于优化后的非均匀微柱

阵列毛细芯，液体的芯吸时间比均匀毛细芯缩短约 13%。

(a) 均匀及两级微柱阵列芯示意图 (b) 毛细芯吸实验结果

(a) Schematic of uniform and two-stage micropillar array wick (b) Results of capillary wicking experiment

图 1 两级微柱芯结构示意图及其对毛细输运性能的强化

FIG. 1 Schematic of two-stage micropillar array wick and its enhancement of capillary transport performance

关键词：非均匀多孔介质，毛细芯吸，流动阻力

中国工程热物理学会 学科类别

1 国家自然科学基金资助项目（52276013）



学术会议论文 编号：233100

梯度微柱芯强化毛细输运性能的解析模型

与实验验证1

杨博凯 1，程鑫 1，徐然 1，李春煜 1，吴静怡 1，杨光 1*

（
1
上海交通大学机械与动力工程学院，上海 200240）

(Tel: 18817556106, Email: y_g@sjtu.edu.cn)

摘要：多孔毛细芯中液体的输运性能取决于毛细力和流动阻力间的动态博弈。本文建立了两级非均匀微柱

阵列毛细芯的液体芯吸模型，定量分析了间隙比和长度比对芯吸过程的影响，获得了使芯吸时间最短的结

构参数。理论模型和实验验证结果均表明，在给定的总长度和孔隙率下，微柱间隙大小沿芯吸方向呈负梯

度的非均匀毛细芯具有更短的芯吸时间。对于优化后的非均匀微柱阵列毛细芯，液体的芯吸时间比均匀毛

细芯缩短约 13%。

关键词：非均匀多孔介质，毛细芯吸，流动阻力

0 前言

液体在多孔介质中的输运性能由毛细力和流动阻力共同决定。对于均匀多孔介质，间隙

较大的结构流动阻力较小，但同时较小的毛细力可能导致液体流动的驱动力不足；对于间隙

较小的结构，驱动液体流动的毛细力较大，流动阻力也较大。在追求更优的液体输运性能时，

由于毛细力和流动阻力对孔隙大小的要求存在着博弈关系，因此通常利用双尺度效应来平衡

二者的综合作用。

在自然界中，存在大量天然的材料和结构能够通过控制其微/纳米表面结构与液体之间

的相互作用来定向和自发地输送液体[1]，例如水鸟喙[2]、蜘蛛丝[3]、猪笼草[4]等。研究发现，

这些定向和不对称的液体输运总是存在于非均匀表面上，其中液体的运动受不同的几何结构

（如大小、形状和空间分布）和材料性质（如润湿性）的控制[5]。

受自然形态的启发，非均匀多孔体系能够促进基于毛细作用的可调控液体输运，并广泛

应用于相变传热（涉及液体输送）、水分管理、水收集、选择性液体分离和微流控等邻域[1,5,6]。

其中，不对称液体输运的机理和模型对于表征功能多孔介质的独特流动方式和优化设计至关

重要。

在具有不对称液体输运现象的多孔体系中，沿不同流动方向具有不同的液体输运特性，

1 国家自然科学基金资助项目（52276013）



且在一个方向上液体输运最快。其中，基于结构梯度的方法在理论及实验中均获得了较好的

效果。例如，Reyssat 等人通过排列不同直径的珠子研究了具有渗透率梯度的多孔系统，观

察到负渗透率梯度下的芯吸速度最快[7]；Bal 等人发现不同孔隙率、孔径和厚度的多孔层之

间的不同组合能够产生不同的液体输运模式[8]；Shou 等人分别提出了变截面三维圆管、变

孔隙率多孔层、变截面多孔介质和梯形多孔介质的归一化液体芯吸时间，为优化多层多孔介

质的尺寸提供了重要的理论依据[9,10]。

为了定量明确梯度结构对液体毛细输运的调控规律，本文以两级梯度微柱芯为例展开其

液体芯吸模型研究。依据不对称液体输运机理，针对微柱阵列结构的多孔毛细芯，通过不同

微柱间隙大小来构建结构梯度，以调整局部区域对于整体液体流动的贡献，获得更优的液体

芯吸性能。利用光刻法获得微柱阵列结构，并开展毛细芯吸实验，对理论分析结果进行验证。

1 两级非均匀微柱阵列结构液体芯吸模型

建立固定孔隙率和长度约束下的非均匀微柱阵列结构液体芯吸模型，忽略重力的影响。

模型中的非均匀微柱阵列毛细芯由微柱间隙和阵列区域长度不同的两部分组成，忽略液体在

不同区域过渡处的作用。由于一定间隙的均匀结构在给定约束条件下具有恒定的芯吸时间，

因此非均匀结构的芯吸时间通过与均匀结构对照进行归一化。

1.1 模型参数与条件设定

两级非均匀微柱阵列毛细芯及其对照均匀毛细芯的结构示意图如图 1 所示，其中，di

表示第 i 级区域的微柱边长，pi表示第 i 级区域的相邻微柱间隙，li表示第 i 级区域沿流动方

向所占的长度。对于两级结构，规定间隙较大的微柱阵列结构为第一级区域，间隙较小的微

柱阵列结构为第二级区域，液态工质从第一级区域单向流动到第二级区域。对照均匀毛细芯

长度为 L，微柱间隙均为 p1。根据总长度相等的约束条件，有：l1+l2=L。

取正方形微柱边长与相邻微柱间距离的比值为固定常数 a，即 di / pi=a，所有微柱高度

取为一致。因此，各级区域的孔隙率相等：εi=ε，从而各级区域的流动横截面积也相等：Ai=A。

对于微柱阵列型毛细芯，渗透率通常可以表示为孔隙率与微柱特征尺寸的函数，即：K

= f (ε,r2) [11]。取正方形微柱边长 di为其特征尺寸，在孔隙率一定的条件下，毛细芯渗透率仅

为微柱间隙的函数，即：

Ki = f (ε, di 2) = crpi 2 (1)

其中 c 为常数，孔隙半径 rpi = pi / 2。



图 1 均匀微柱阵列及两级非均匀微柱阵列毛细芯示意图

FIG. 1 Schematic of uniform micropillar array and heterogeneous two-stage micropillar array capillary wick

定义两级之间的间隙比 m 和长度比 n 分别为：

m = rp2 / rp1 (2)

n = l2 / l1 (3)

1.2 基于力学平衡的解析求解

多孔毛细芯中液体自发输运的根本原因在于气液两相界面处存在压力差，即毛细压力。

由于毛细压力驱动液体流动的雷诺数较低，因此，本研究中将惯性效应造成的压力损失忽略

不计，仅考虑粘性流动的压降。

液体流入第一段时，驱动力为前端液面的毛细力：

∆����,1 =− 2�����
��1

(4)

液体流量由达西定律确定：

� = �1� =− �1�1
�

��
��

(5)

其中速度 � = ��
��

。

因此，粘性流动驱动下的流动压降为：
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� 1
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由毛细压力与流动阻力平衡：
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= � ��
��

�
�1

(7)

得到液体流过第一级微柱阵列区域所需的时间为：



��,1 = �
2� ��� �

��1�1
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2�1
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将渗透率与间隙的关系 Ki = crpi 2 代入，得：

��,1 = C �1
2

2��1
(9)

其中，常数 C = �
2�� ��� �

液体流至第二段时，驱动力为前端液面的毛细力：

∆����,2 =− 2�����
��2

(10)

此时，流动阻力为流经区域的流动压降之和：
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由毛细压力与流动阻力平衡：
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得到液体流过第二级微柱阵列区域所需的时间为：
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将式 (1)、(2) 和 (3) 代入，得：

��,2 = ��� �1
2
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2�2 (14)

综合以上，液体流过两级非均匀微柱阵列毛细芯的总时间为：

�� = ��,1 + ��,2 = ��1
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(15)

对于图 1(a) 中孔隙半径为 rp1的均匀结构，芯吸时间为：
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因此，相比于孔隙半径为 rp1的均匀芯，两级非均匀毛细芯的归一化芯吸时间为：

� = ��

�1
= �+2�2�+�2

� 1+� 2 = 1
1+� 2 + 2��

1+� 2 + �2

� 1+� 2 (17)

2 结果分析与参数优化

根据式(17)绘制出两级非均匀微柱阵列毛细芯的归一化芯吸时间与间隙比 m 和长度比 n

的关系，如图 2 所示。

图 2(a)中，在三个不同的长度比 n 下，随着间隙比 m 的增加，归一化芯吸时间先减小

后增大。三条曲线在 m = 1 处取值均为 1，因为此时毛细芯都与图 1(a)中的均匀对照样本相



同。图 2(a)的曲线表明，在 0 ~ 1 之间存在最优间隙比 m 使非均匀毛细芯的芯吸时间最短，

相应的最优 m 值随 n 的变化而变化。当 m > 1 时，第二级微柱间隙大于第一级微柱间隙，即

沿着芯吸方向结构梯度为正，液体芯吸过程减缓。当 m→∞ 时，第二级微柱间隙趋于趋于

无穷大，此时毛细力趋于零，液体因无驱动力而无法流入第二级，与对照样品相比，相应的

总芯吸时间接近无穷大。另一方面，当 m→0 时，第二级微柱间隙趋于零，流动阻力显著增

加，极大的流动阻力抑制了毛细力的驱动作用，使得第二级区域被阻塞，液体难以流过第二

级，与对照样品相比，相应的总芯吸时间接近无穷大。

图 2 两级结构归一化芯吸时间与间隙比及长度比的关系

FIG. 2 Normalized wicking time of the two-stage capillary wick versus pore size ratio and length ratio

图 2(b)给出了三个不同的间隙比下，两级非均匀毛细芯的归一化芯吸时间 T 与长度比 n

的关系。当 m=1 时，毛细芯为图 1(a)中间隙较大的均匀芯，因此归一化芯吸时间恒为 1。同

样，当 n→0 时，第二级微柱阵列区域长度趋于零，毛细芯变为图 1(a)中的均匀芯，与对照

样品相比的归一化芯吸时间接近 1。 当 n→∞ 时，在总长一定的约束下，第二级微柱阵列

结构占据全部长度，毛细芯全部为间隙较小的均匀微柱阵列，此时 T→1/m，即间隙较大的

均匀毛细芯芯吸所需时间为间隙较小均匀毛细芯的 m 倍。

由以上分析可知，对于两级非均匀毛细芯中的整体液体流动，间隙较大的第一级区域提

供较大的渗透率以减小流动阻力，而间隙较小的第二级区域产生更大的毛细力来驱动液体的

芯吸。因此，可以通过调整两级局部区域对整体液体芯吸的贡献来实现归一化芯吸时间的极

小值。

将 T = f ( m, n ) 作为目标函数，使用 Matlab 求解无约束极小化问题，得到最优解为 m =

0.3660，n = 0.32679，最优值为 Tmin = 0.8660。即当第二级微柱间隙为第一级微柱间隙的 0.3660

倍，且第二级区域长度为第一级区域长度的 0.2679 倍时，液体芯吸通过两级非均匀毛细芯



的时间最短，与较大间隙的均匀毛细芯相比，其芯吸时间缩短 13.4%。

3 实验验证

3.1 实验系统

为了验证非均匀微柱阵列结构参数优化所得的结论，开展水平方向上的毛细芯吸实验。

实验系统如图 3 所示，由数字注射泵、供液凹槽、高速摄像机、可视化处理系统及样品组成。

工质选用去离子水，供液量通过数字注射泵参数调控；样品水平放置在操作平台上，不计重

力的影响。

图 3 实验流程图

FIG. 3 Experimental flow chart

实验测试的两组样品如图 4 所示。样品以单晶硅片为材料，使用光刻法加工得到微柱阵

列结构，毛细芯整体尺寸为 6 cm×1 cm。两个均匀对照样品的微柱间隙分别为 150μm 和

300μm。根据优化所得的间隙比及长度比，设计相应的非均匀样品。实验样品的结构参数如

表 1 所示。 对于所有样品的各级微柱阵列区域，微柱高度及孔隙率均一致。

图 4 实验样品



FIG. 4 Experimental sample

实验时首先清洗样品，并对样品进行氧等离子体处理以获得超亲水性。由于供液凹槽表

面接触角较大，液体可在凹槽内积累一定厚度的液膜。当注射器供液量达 160μL 时液膜与

微柱接触，芯吸过程开始。

表 1 样品结构参数

Table. 1 Structural parameters of the samples

编号 微柱间隙 微柱高度 孔隙率 区域长度

a p1=150μm, p2=55μm 200μm 0.6870 l1=4.73cm, l2=1.27cm
b p1=300μm, p2=110μm 200μm 0.6870 l1=4.73cm, l2=1.27cm
c p1=150μm 200μm 0.6870 L=6cm
d p1=300μm 200μm 0.6870 L=6cm

3.2 实验结果与分析

实验所得图像经过 Matlab 编程获得液面前端在毛细芯内的芯吸距离与时间的关系，如

图 5 所示。对于均匀结构，随着芯吸距离的增加，毛细力保持不变，流动阻力逐渐增加，因

此芯吸速率逐渐减慢。对于两级非均匀结构，在第一级微柱阵列区域，芯吸曲线与相应的对

照样品基本重合；当液体流至两级区域分界处时，液体流动所经过的区域为第一级区域，流

动阻力仍遵循第一级区域的规律，而此时液面前端恰好接触到第二级间隙更小的微柱，导致

驱动液体芯吸的毛细力突然增大，因此芯吸速率在分界处突然加快，使得非均匀结构芯吸曲

线呈现阶梯状。

图 5 均匀及两级非均匀毛细芯芯吸距离与时间的关系



FIG. 5 Wicking distance versus time of the uniform and heterogeneous two-stage capillary wick

根据实验测试结果，对于微柱间隙为 150μm 和 300μm 的两种均匀毛细芯，通过计算优

化得到的两级非均匀结构归一化芯吸时间分别为 0.8864 和 0.8547，与理论计算结果 0.8660

相比，相对误差分别为 2.4% 和 -1.3%，证明了理论模型及计算结果的可靠性。

4 结 论

本文建立了两级非均匀微柱阵列毛细芯液体芯吸的定量模型，借助 Matlab 进行结构参

数的优化，并获得了在固定长度和孔隙率的条件下整体芯吸时间最短时的结构参数。通过开

展水平方向上的毛细芯吸实验，对求解结果进行实验验证。主要研究结论如下：

（1）当两级区域的长度比小于 2 时，沿芯吸方向一定范围内的负间隙梯度能够加快液

体芯吸，而正间隙梯度将减缓液体芯吸；

（2）存在最佳间隙比及长度比，使得沿芯吸方向的负间隙梯度能够实现最快液体芯吸，

芯吸时间缩短约 13%；

（3）开展水平方向上的毛细芯吸实验，当第一级微柱间隙分别为 150μm 和 300μm 时，

两级毛细芯的归一化芯吸时间与理论计算结果的相对误差分别为 2.4% 和 -1.3%。

在本文两级梯度微柱芯的基础上，后续可进一步扩展到多级梯度微柱芯，以明确结构梯

度对液体毛细输运的调控规律，为优化非均匀多孔体系的液体输运性能奠定理论基础。
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摘要：由于温差作用，多孔介质的导热过程伴随了一定程度孔隙内流体的自然对流，对其等效导热系

数造成影响。为了解多孔介质内自然对流效应对等效导热系数的影响方式，本文采用格子-Boltzmann

方法，对不同孔隙率、流固相导热系数、加热方向、孔隙尺寸以及冷热壁面温差下的多孔介质等效导

热系数进行计算，并总结上述条件对自然对流造成的等效导热强化比的作用规律。结果表明，材料的

导热系数直接影响了多孔介质等效导热系数的大小，而孔隙率、孔隙尺寸和温差是等效导热强化比的

决定因素；不同的加热方向决定了孔隙内的自然对流方式，当采用顶部加热时可在一定范围内忽略自

然对流对多孔介质等效导热系数的影响。

关键词：多孔介质；自然对流；等效导热系数；格子 Boltzmann

0 前言

多孔介质凭其低密度、高热阻的特点，常作为隔热材料被应用于航天、储能、建筑

等领域[1]。多孔介质中的传热不仅受流体和固体导热系数的影响，还受多孔介质微观结

构的影响。为定量描述其复杂传热过程，有效导热系数（ETC）被广泛用于多孔介质的

传热性能计算[2,3]。对于物理结构简单且各向同性的非均匀多孔材料，根据多孔介质的

性质，采用了平行、串联、Maxwell-Eucken 1 & 2、有效介质理论(EMT)模型等经验模型

来预测多孔介质的 ETC[4]。然而，这些研究仅仅考虑了多孔介质内的纯传导，忽略了由

于温度梯度而产生的孔内自然对流的贡献。

通常，在微/纳米多孔介质中，由于微/纳米孔隙的限制，自然对流可以忽略不计；

当孔径达到毫米尺度时，自然对流开始起作用[5]。然而，自然对流的临界孔径仍然是难

以捉摸的。在这方面，Burns 和 Tien[6]做出了开创性工作，表明如果瑞利数低于 75，则

多孔介质中不会发生自然对流。后续研究发现，当孔径小于 4 mm 时，自然对流对 ETC
的影响可以忽略不计[6-11]。Valenzuela 和 Glicksman[5]提出临界孔径在 3-10 mm 以下，

还有其他研究确定为 3 mm[12]或 5 mm[13]。
目前还没有一个通用的标准来确定多孔介质中的自然对流是否显著。并且多孔介质

的孔隙微观结构，如孔隙率[14]、孔径分布[15]、孔隙连通性[16,17]等会极大地影响自然

对流对传热的贡献。因此，有必要进行更全面的研究，以提供更通用的标准。为揭示多

孔介质微观结构对自然对流开始起作用的临界孔隙，有必要从孔隙尺度进行研究。在这

方面，格子-Boltzmann 方法（LBM）在处理流固界面方面具有巨大优势，并已被广泛用



于预测多孔介质的导热性[18]。在本研究中，我们采用 LBM 深入了解多孔介质中的流

体流动和传热，从而研究自然对流如何影响多孔介质中的传热。我们建立了一个孔隙尺

度模型，并将重构的多孔介质几何结构，以考虑微结构对传热性能的影响。研究孔隙尺

寸、加热方式、加热温度等对多孔介质内考虑自然对流效应的等效导热系数的影响，并

与纯导热模型获得的等效导热系数对比，判断孔隙尺寸等因素对考虑自然对流的多孔介

质传热性能作用规律。

1 数值计算

1.1 格子-Boltzmann 方法 (LBM)
本研究采用基于 Bhatnagar-Gross-Krook（BGK）方法的单松弛时间 LB 模型来求解

流体流动和传热方程。流场和温度场分别由 D3Q19 和 D3Q7 模型求解，其原理图如图

1 所示。

图 1 (a) D3Q19 和(b) D3Q7 模型示意

1.1.1 流动模型

对于自然对流，密度分布的演化方程可表示为[18]：

       eq
i

f
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式中，fi为沿 i 方向的分布函数；X、t、ei分别为点阵中的位置、时间、速度，τf是与运

动粘度相关的弛豫时间系数；f eq为流体流动中的平衡分布函数，表示为：
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式中，wi为 i 方向的权重参数；ρ和 u 分别为计算域中工质的密度和速度；cs为以晶格单

位表示声速。对于 D3Q19 模型，cs2 = 1/3，各方向权重和离散速度为：
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式中，c = Δx / Δt，表示粒子速度，Δx 为空间步长，Δt 为时间步长。

体积力项 Fi如下[20]：
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式中 F 为浮力，可由 Boussinesq 假设计算：

 refF g T T   (6)

式中，g、β、Tref分别为重力加速度、膨胀系数和参考温度。

格子中松弛时间系数τf与运动粘度υ的关系可表示为[21]：
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1.1.2 传热模型

使用 D3Q7 模型来求解能量方程。温度分布函数的演化方程可表示为：
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式中 gi为沿 i 方向的分布函数;下标 h 表示用于传热的参数。geq为温度的平衡分布函数，

在 D3Q7 模型中定义为：
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对于 D3Q7 模型，cs2为 1/4。wi和 ei分别为：
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弛豫时间系数τh与热扩散系数α之间的对应关系为[21]：
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1.1.3 宏观参数计算

本研究中使用的计算域的宏观参数，包括密度、速度和温度，可以表示为：
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温度分布达到平衡后，多孔介质的 ETC 可通过以下公式计算得出[19]：
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1.2 计算域物理结构及边界条件

如上所述，多孔介质的微观结构对于通过传导和自然对流进行热传输至关重要。在

这项工作中，我们采用一种重构算法来生成由连通球形孔隙组成的随机多孔介质。通过

在计算域内随机放置直径为 dp 的球形孔隙，使其与现有孔隙有很高的重叠概率，从而

重建连通的球形孔隙微结构[23]。在这项工作中，我们将重叠可能性设定为 0.9，重叠公

差设定为 0.1，以控制相邻孔隙之间允许重叠的程度。如图 2a 和 b 所示，重建后的多

孔介质呈现出固相和相连孔隙的随机分布，呈开孔泡沫孔隙结构形式。整个计算域采用

100 × 100 × 100 的网格系统离散化。在这项工作中，预连接孔隙设置为整个域高度的 0.2
倍，即 dp = 0.2 H，其中 H = 100 mm。

图 2 多孔介质的(a) 三维 和(b) Y/2 截面结构示意图 (孔隙率= 0.8)

初始时刻，整个计算域设置为参考温度 Tref。然后，在计算域的一个表面（顶部、

底部或侧面）施加较高的温度 Th，而相反的表面则保持较低的温度 Tc。其余四个表面

为绝热。对于流体流动，每个表面都设置为无滑动壁条件。为确保流-固界面热流的连续

性，假设液相和固相的体积热容 cp 相同[22]。这种假设不会影响稳态时的温度分布。对

于流体流动，采用反弹方案确保流-固界面无滑动边界。

2 模型验证

为保证模型的准确性，首先采用该模型对不同瑞利数 Ra 的方腔内自然对流进行了



模拟。设置 z 轴为重力方向，x 轴为加热方向，y 轴为周期边界条件。将热壁面平均努塞

尔数 Nu 的基准解[24]与数值解进行对比，验证数值解对流动和换热的正确性。速度和温

度的分布如图 3 所示，表 1 为不同 Ra 数下基准解和模拟值的偏差。Ra 数和 Nu 数定义

如下：
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式中β、h、q、λ分别为膨胀系数、对流换热系数、热流密度和导热系数。

表 1 Nu 数的基准解和模拟值偏差

Ra = 103 Ra = 104 Ra = 105 Ra = 106

基准解 1.118 2.245 4.521 8.817
LBM 模拟值 1.135 2.269 4.565 8.887

偏差 1.49% 1.09% 0.97% 0.80%

(a) (b)

图 3 Y/2 截面不同 Ra 数的(a) 等温线和(b) 流线

表 1 所示，Nu 数的最大偏差为 1.49%，并且该偏差随 Ra 数的增加而减小，与基准

解吻合较好，验证了本研究中 LBM 自然对流模型的准确性。

3 结果与讨论

3.1 孔隙率对等效导热系数的影响

图 4 对比了采用侧边加热的方式孔隙率对等效导热强化比的影响。图中，纵坐标分

子分母λeN 和λeC 分别为考虑孔隙内自然对流效应的等效导热系数和纯导热的等效导热系

数，将二者之比定义为等效导热强化比。随着孔隙率提高，孔隙内自然对流效应对等效

导热系数的影响越大。在孔隙率为 0.9 的多孔介质中，孔隙尺寸 dp = 1.6 mm 时等效导热

强化比达到了 1.13，而 0.5 孔隙率的结构获得同样的强化比孔径须达到 8 mm 左右。



图 4 侧面加热，不同孔隙率等效导热强化比

3.2 材料导热系数对等效导热系数的影响

较高的孔隙率能获得更大的等效导热强化比，这意味着高孔隙率的结构在作为导热

材料时，其等效导热系数更容易受到孔隙内自然对流效应的影响，使材料热阻降低。而

多孔材料的等效导热系数更与其构成的流、固体材料本身导热系数直接相关。因此，选

择不同的流、固材料导热系数组合，继续采用侧边加热的方式对 0.9 孔隙率的结构进行

数值研究，结果如图 5 所示。

图 5 侧面加热，不同材料导热系数组合等效导热强化比(左) 及温度分布云图(右)

图 5 分别为不同材料导热系数组合的导热系数强化比随孔径和冷热壁面温差的变化

曲线与孔径 6 mm 结构在温差 100 K 时的温度分布云图。其中，λ0 和λ1 分别为流体和固

体的导热系数。材料的导热系数直接影响了等效导热系数的大小，采用导热系数高的材

料，多孔介质的等效导热系数更大，内部均温性更好，但此时多孔介质的等效导热系数

由导热主导，由于自然对流效应造成的等效导热强化比较小，不利于观察临界孔径。后

续分析采用小导热系数的组合。

3.3 加热方向对等效导热系数的影响

孔径 6 mm，温差 100 K



图 5 中采用侧边加热的方式获得的等效导热强化比随冷热壁面温差和孔径的变化趋

势呈规则的曲线形态，对强化比变化较大的区域加密孔径后得到的变化趋势仍与图 5 中

一致。因此，通过数据拟合得到图 5 (a)中导热系数组合的孔径与导热强化比的关系函数，

并假定强化比为 1.05 (即自然对流换热量占总换热量的 5%) 时需考虑多孔介质内自然对

流效应对等效导热系数的影响，得到各温差下临界孔径如表 2 所示。

表 2 孔隙率为 0.9 时不同冷热壁面温差的自然对流效应临界孔径

温差 / K 10 50 100 500
临界孔径 / mm 4.2 2.24 1.82 1.17

通过函数拟合得到 R2 = 0.9938 的温差与临界孔径的函数关系：dp,critical = 9.389T - 0.354。

随后，分别对比了采用底部和顶部加热的方式等效导热强化比随孔径的变化，如图

6 所示。

图 6 (a)底部加热和(b)顶部加热等效导热强化比

与侧边加热方式不同，采用底部加热在孔径较小时无明显的自然对流效应，随着孔

径增大，出现强化比的突增点(参考温差 500 K 曲线的 3 mm 孔径处)，随后继续增大孔径，

等效导热强化比呈波动上升状，直至在数值上超过同条件下的侧边加热算例 (如温差 500
K 时的 8 mm 孔径结构，侧边加热强化比为 8.92，底部加热强化比为 9.28)。对于采用顶

部加热的方式，由于气体膨胀方向与浮升力方向相反，在最大孔径和最大温差的条件下

仍不能观察到自然对流效应造成的等效导热系数强化效果。因此在工程应用中，对温差

较小且热壁面处于顶部的多孔介质，可完全忽略孔隙内的自然对流效应，仅考虑流固相

材料的纯导热。

4 结 论

本文采用格子-Boltzmann 方法计算了考虑多孔介质孔隙内自然对流效应的等效导热

系数，研究了孔隙率、流固相导热系数、加热方向、孔隙尺寸以及冷热壁面温差对自然

对流造成的等效导热强化比的作用规律，并对采用侧边加热方式的强化导热临界孔径值

进行了标定。主要结论如下：

(1) 多孔介质中采用低导热系数材料的自然对流效应对等效导热强化比的贡献更大；

(2) 加热方向对多孔介质孔隙内自然对流的影响不同，造成等效导热系数的巨大差异；

(3) 通过数据拟合获得侧边加热时孔隙率为 0.9 的多孔介质需要考虑自然对流效应的临



界孔径与温差的函数关系。
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摘要：太阳能界面蒸发海水淡化是解决淡水短缺问题的有效途径之一。本研究针对现有界面蒸发材料太阳

能利用率低、盐堆积严重的问题，以巴沙木为原料制备了一种具有多孔分布、单向通道的生物炭材料，在

此基础上原位负载 Fe3O4 纳米颗粒，有效改善材料的亲水性和光吸收性能，在 1 kW/m2 的光照强度下，蒸

发速率高达 1.448 kg·m-2·h-1，光热转换效率最高可达 96.1%，实现了较高的太阳能利用率。相关研究对后续

界面蒸发材料的设计具有指导意义。

关键词：界面蒸发；海水淡化；生物炭；Fe3O4；光热转化

0 前言

水资源是地球生命得以繁衍生息的基础，也是人类生产生活必不可少的物资。随着我国

的工业得到迅速的发展，淡水的需求量也在不断提高，在人口增长、工业化进程加快的如今，

水资源的短缺的问题必然会成为制约进一步发展的主要问题[1]。地球海水资源储量十分丰富，

但无法直接供我们生活所用，一般需经过淡化处理，因此探究出一种高效且经济效益良好的

海水淡化方法可以有效的解决淡水资源短缺的问题。

利用太阳能发电为海水淡化提供动力是常见的水处理技术，但是，太阳能发电驱动水处

理技术涉及光-电-热的多级能量转化过程，能量利用效率较低。而太阳能直接转化为热能的

效率可达近 100%，因此，太阳能直接转化为热能用于海水淡化是十分有前景的[2-4]。2014

年，美国麻省理工学院陈刚课题组提出了“界面光热蒸发” 的概念，光热材料表面会形成

液膜，蒸发过程只发生在液态水与空气的界面处[5]。近年来，太阳能驱动界面蒸发作为一种

节能、无污染的海水淡化技术受到了广泛的关注，通过将太阳能转化为热能定位在空气-水

界面，直接加热界面处盐水，可以大大减少能量损失，从而实现十分高效的光热-蒸汽转换。

目前，太阳能界面蒸发装置主要有 3 个部分组成，其核心为光热转化材料，它是蒸发的主要

场所，光热转化材料的选择会很大程度的影响蒸发效率，此外还有隔热层与冷却水收集系统，

隔热层的设置是为了减少光热材料对体相水的传热，从而减少热损失，提高能量利用效率[6-9]。

高太阳能吸收率、高热管理能力和出色的水输送能力是提高界面蒸发系统性能的关键。

从能量收集和损失的角度来看，提高界面蒸发性能的方法主要有两种。一是开发宽带和高太



阳能吸收光热材料，包括碳基材料、金属基等离子体、有机高分子材料等，以增强太阳能收

集能力以及光到热的转化能力。二是通过协调界面蒸发系统的热管理能力和输水能力，减少

界面蒸发系统的热损失[10-12]。

木材作为一种天然的环保多孔材料，由于其来源广、种类丰富、导热系数低，水运性能

好，价格低廉，自浮性好是制备太阳能蒸发器的理想材料之一。通过覆盖吸光涂层，可以制

成性能良好的蒸发器。如 Wang 等人[13]将香薰木浸泡在吡咯水溶液中，制成聚吡咯-木材蒸

发器，在1个太阳光强下蒸发效率达到72.5%。Liu等人[14]在椴木块表面涂覆氧化石墨烯（GO），

制成了在 12 个太阳光强下蒸发效率为 82.8%的蒸发器。Chen 等人[15]在松木块表面沉积了一

层具有分层多孔结构的磷酸铝，增强太阳能吸收，有利于蒸汽逸出。蒸发装置在 1 个太阳的

光照强度下的蒸发效率高达 90.8%。天然生物质进行碳化处理后也可以得到高可见光吸收率

的光热材料，Li 等人[16]使用碳化木头作为光热材料，在 250-2500 nm 光谱段，平均吸光率

可达到 96%。而金属基等离子体，如金、银、铂等纳米离子等，具有优异的光吸收和等离

子体共振产生的光热转换能力。当光子频率与金属表面的电子频率匹配时，共振光子引起电

荷相干振荡，表现出局部表面等离子体共振（LSPR）效应。由于 LSPR 效应，可以进一步

增强复合材料的光吸收能力，进一步提高复合材料的表面温度，有利于水分的蒸发[17-19]。

本研究用碳化巴沙木作为基底，作为世界上密度最小的木头之一，它丰富的多孔结构，

意味着其具有良好的输水能力，此外，碳化后其黑色的外表为其提供了较好的光吸收能力[20]。

同时将 Fe3O4 原位生长再碳化巴沙木的基底上，通过测试表征证明了二者的结合。由于 Fe3O4

具有局域等离子体共振（LSPR）效应，进一步提高材料整体的吸光能力，并且由于 Fe3O4

的存在进一步改善材料自身的亲水性能，为体相水向材料表面的传输提供便利。经过测试，

证明了 Fe3O4 的引入能够有效提高界面蒸发的速率及效率。为后续界面蒸发材料的设计提供

了一定的方向。

1 材料制备与表征

1.1 实验材料

亚氯酸钠（80%，NaClO2），冰醋酸（AR，CH3COONa），七水合硫酸亚铁（AR，FeSO4·7H2O），

六水合三氯化铁（AR，FeCl3·6H2O），氢氧化钠（AR，NaOH）购于上海阿拉丁生化科技股

份优先公司，去离子水购于广州芊荟有限公司。

1.2 生物炭的制备



图 1 材料制备流程图

取一块巴沙木，将其切成 20 mm×20 mm×10 mm 的小块，将其置于烧瓶中，在烧杯中取

3.75 g 亚氯酸钠粉末，加去离子水水至 150 g，充分搅拌至溶解，再使用冰醋酸将溶液 pH 调

至 3.8，最后将混合溶液倒入装有巴沙木的烧瓶中，在 80 ℃下水浴加热 8 h，待反应完成后

使用去离子水在 90 ℃下搅拌洗出巴沙木中的混合溶液，多次清洗至去离子水不再变黄，将

木头取出，冷冻干燥 48 h。

将去除木质素后的巴沙木置于管式炉中，在氮气保护下，以 5 ℃/min 的速率升温至

700 ℃，保留时间 2 h，得到巴沙木生物炭。

1.3 Fe3O4改性生物炭的制备

取水合硫酸亚铁与水合三氯化铁按质量比 1:2 置于烧杯中，加去离子水至 100 g，充分

搅拌至粉末完全溶化，溶液呈深黄色，将生物炭加入混合溶液中充分搅拌 24 h 后取出，加

入装有 50 g 去离子水的烧杯中，向烧杯中加入 5 mL1M 的 NaOH 溶液，静置 12 h，取出木

头后 70 ℃真空干燥 12 h，得到 Fe3O4 改性生物炭 CW@Fe3O4。根据铁盐的用量分别记为

CW@Fe3O4-3 与 CW@Fe3O4-6。

1.4 材料表征

材料光吸收能力主要采用美国 PerkinElmer 公司 Lambda950 型号仪器进行测试，测试模

式选择积分球模式，数据模式为吸光度，测试波长为 200-2500 nm。采用 X 射线光电能谱仪

（XPS, Axis Ultra DLD，Krato，England）进行样品表面元素分析。微观形貌通过扫描电子

显微镜（SEM，日立 SU8220）得到，由于样品具有导电性，测试前不需要喷金，测试电压

为 10kV。材料亲疏水性使用 Dataphysics OCA25 接触角测量仪测量材料表面上的润湿性。

在材料表面取五个不同位置，分别放置体积为 3 μL 的水滴，测量水滴在样品表面每一次的



接触角值，最后取五次测试的平均值作为最终的接触角数值。X 射线衍射(XRD)采用日本

Rigaku 公司 Miniflex 600 仪器进行测试，测试靶材为铜靶，测试角度为 5-90°，扫描速度为

2°/min。

1.5 界面蒸发实验

实验使用 3.5%NaCl 溶液代替海水，采用 50 mL 烧杯作为海水容器，并且在烧杯外侧加

套聚苯乙烯泡沫来减少体系与环境能量交换，聚苯乙烯泡沫由于其热导率低的特点，选择其

作为隔热层，同时起到支撑光热材料的作用。实验在室内环境，温度为 25±2 ℃，相对湿度

为 60±5%，使用太阳能模拟器模拟太阳光，实验时将烧杯加满盐水，放入光热材料，采用

太阳光模拟器模拟太阳光照，在光强稳定后，打开遮光板，间隔 5 分钟使用电子分析天平采

集一次体系质量，由此可得到界面蒸发系统的蒸发速率。蒸发速率计算公式如下：

� =
�1 − �2 ∗ 60/1000

�
− �0

其中，m 为蒸发速率，单位为 kg·m-2·h-1，M1-M2为质量变化量，单位为 g/min，实验测

得其质量随时间变化曲线，计算得到，m0为空白实验中水的蒸发速率，单位为 kg·m-2·h-1。

光热转化效率可以采用水蒸发的热量与输入总光强之比来表示，计算公式如下：

� =
�ℎ��

�����

其中，m 为蒸发速率，单位为 kg·m-2·h-1，Copt为太阳数，q 为光照强度，单位 kW·m-2，

hLV为水的蒸发焓变。

2 结果与讨论

2.1 材料的测试表征

图 2 材料的微观形貌表征：（a）CW 断面；（b）CW 截面；（c）CW@Fe3O4断面；（d）CW@Fe3O4 截面。



如图 2所示，使用 SEM 对材料的微观形貌进行表征，观察到材料具有明显的多孔结构，

且存在大小不一的孔洞，有明显的大孔存在，这样的结构可以为其在界面蒸发过程中提供抗

盐堆积的能力，随着界面蒸发的进行小孔中的盐浓度会大于大孔中的盐浓度，在渗透压的作

用下，大孔中的水分子会进入小孔从而降低小孔盐浓度，以此可以较好的阻止盐堆积。此外，

由图 2（b）可以看到，材料中存在定向通道，这可以作为体相水向材料表面的水传输通道，

有利于界面蒸发的进行。由于水通道的存在，可以使材料不需要完全浸没在水中，部分接触

即可，这可以减少材料向体相水热传导的能量损失。通过图 2（c，d）可知，四氧化三铁通

过原位的方法生在了生物炭的表面，且多呈现颗粒状。

图 3 材料的 XPS 表征：（a）CW 全谱图；（b）CW 的 C1s 精细谱；（c）CW@Fe3O4全谱图；（d）CW@Fe3O4

的 Fe2p 精细谱。

图 3 为材料的 XPS 表征图，从图 3（a）可以看出，在 XPS 测试中，碳化以后的巴沙木

的成分主要以 C、O 元素为主，由 EDS 测试可得，其中碳元素的质量分数为 96.4%，而氧

元素的质量分数为 3.5%，对碳元素的精细谱进行分析，结果可以看出，284.78 eV 的裂分峰

说明表面碳化后的巴沙木中的碳元素主要以 sp3杂化的方式存在，此外 285.78 eV 以及 287.80

eV 的峰表明除了 sp3 杂化的 C-C 骨架外，还有少量 C-O 及 C=O 双键的生成，这是由于巴沙

木不完全碳化所导致。将 Fe3O4 原位生长到生物炭骨架上，结果如图 3（c，d）所示，从图

3（c）可以看到，材料出现了 C、O、Fe 三个元素的裂分峰，对材料表面进行 EDS 测试，

结果发现碳元素在材料中的质量分数为 60.1%，氧元素的质量分数为 22.8%，铁元素的质量



分数为 16.7%，铁元素以及氧元素的质量分数相比于巴沙木生物炭出现了明显的升高，说明

在碳化木表面有铁的氧化物生成，对铁的精细谱（图，d）进行分析可以看到，711.66 eV 与

725.69 eV 处分别出现了对应 Fe2p3/2 与 Fe2p1/2的裂分峰，而在 718.22 eV 出现了较宽的裂分

峰，这是Ⅱ价与Ⅲ价铁 Fe2p3/2的卫星峰，733.06 eV 处的峰则对应着 Fe2p1/2的卫星峰。

图 4 （a）材料 XRD 表征；（b）材料的紫外可见近红外吸收光谱；（c）材料亲水性测试。

分别对 CW、CW@Fe3O4、进行 XRD 测试，结果如图 4（a）所示，可以看到碳化后的

木头的 XRD 测试表现出了明显的馒头峰，这是由于木头碳化过程中形成了非晶态的碳骨架，

将 Fe3O4 生长在木头骨架上再次测试，结果发现在 35.1°、42.2°、56.4°以及 63.9°处分别出现

了 Fe3O4 的 311 晶面、400 晶面、511 晶面以及 440 晶面对应的衍射峰，说明 Fe3O4 成功生长

在了生物炭的表面。

对材料的吸光性能进行测试，结果见图 4（b），CW 在 500-1500 nm 波长下的吸光度可

以达到 0.7 以上，随着波长的加宽吸光率有略微下降，总体保持在 0.6 以上。在 CW 中负载

Fe3O4 后光吸收率有了明显的提高，在 500-1500 nm 波长下，CW@ Fe3O4 可以达到 0.9 以上

的吸光率，在波长加宽后有下降，总体保持在 0.8 以上，可以证明在 CW 中负载 Fe3O4 可以

显著提高吸光能力。CW@Fe3O4表现出了较高的吸光能力。



由水接触角测试可知，巴沙木生物炭的接触角为 103.9°，大于 90°，材料表现出一定的

疏水性，疏水材料与水的结合作用较差，水在其表面铺展面积较小，不利于材料与液相的传

热，在生物炭表面生长 Fe3O4，由于四氧化三铁分子存在团聚作用，会形成一定大小的纳米

团簇会在纳米团簇周围形成一定的氢氧根离子，由于氢键作用李，因此在一定程度上增强了

材料的的亲水性，因此 CW@Fe3O4 测试得到的接触角为 40.9°，呈现一定的亲水性。

2.2 界面蒸发性能

图 5 界面蒸发装置图

搭建一个合理的界面蒸发装置对材料海水淡化性能的测试有较大的影响，通常的界面蒸

发装置包括光热层与隔热层，同时隔热层要具有水运输能力，因此隔热层的选择需要满足低

热导率、高水通量。由于聚苯乙烯泡热导率仅为 0.03 W/m/K 左右，隔热能力十分优秀，同

时聚苯乙烯泡沫不具备吸水能力，因此可以解决隔热的问题，从而降低盐水对环境的热损失，

所以选择聚苯乙烯泡沫作为界面蒸发装置的隔热层。此外将光热材料直接与水接触，并且减

少实验时使用的盐水量，也可以有效减少热损失，具体实验装置如图 5 所示。由于存在空气

对流导致的额外水蒸发，因此我们设置了空白实验，将原本用于放置光热材料的位置替换为

白色聚苯乙烯泡沫，其他操作同上。将不同组材料测得的蒸发速率减去空白组蒸发速率，得

到实际蒸发速率，由此可以将空气对流与环境因素导致的额外水蒸发排除。



图 6 材料界面蒸发性能测试：（a）界面蒸发在 1 kW/m2光照强度下的质量损失；（b）材料在 1 kW/m2光照

强度下的界面蒸发性能；（c）界面蒸发在 1.2 kW/m2的光照强度下的质量损失；（d）材料在 1.2kW/m2光照

强度下的界面蒸发性能。

使用界面蒸发装置对材料界面蒸发性能进行测试，结果如图 6 所示。从图 6（a）可以

直观看到，在 1 kW/m2光照强度下，生物炭材料中负载了 Fe3O4以后，装置的质量损失出现

的明显的提升，且随着 Fe3O4 含量的增加，质量损失明显提升。经过计算得到材料界面蒸发

速率与效率，结果如图 6（b）所示，测得 CW 蒸发速率 0.488 kg·m-2·h-1；CW@Fe3O4-3 蒸

发速率为1.224 kg·m-2·h-1，速率提高了150%。蒸发效率从CW的32.4%提升到了CW@Fe3O4-3

的 81.2%，随着 Fe3O4含量的的增加，CW@Fe3O4-6 更是达到了 96.1%，极大地增强了太阳

光的利用效率，一方面是 Fe3O4 纳米颗粒的局域等离子体共振（LSPR）效应能够有效地提

高材料对光的转化效率；另一方面，在木头孔道中 Fe3O4纳米颗粒的存在可以有效减少由于

太阳光在孔道中漫反射造成的能量损失。此外，由于 Fe3O4的加入，使材料的亲水性能发生

了改变，巴沙木生物炭从疏水材料转变为了亲水材料，有效地增强了水在木头孔道中的传输

速率，使界面蒸发的速率以及效率发生了极大的提升。将光照强度由 1 kW/m2 提升至 1.2

kW/m2，再次进行界面蒸发实验，结果见图 6（c，d）。CW 的蒸发速率提升到了 0.672 kg·m-2·h-1；

而 CW@Fe3O4-3 蒸发速率为 1.2 kg·m-2·h-1；CW@Fe3O4-6 蒸发速率为 1.376 kg·m-2·h-1，相比

于 1 kW/m2 光照强度下，二者的蒸发速率并没有明显的提升，因此计算得到的蒸发效率相比



于在 1 kW/m2光照强度下的结果反而有所下降。这可能是由于在界面蒸发过程中，存在多个

过程，包括水从体相水到材料表面的水传输过程以及水在装置表面的蒸发过程，尽管光照强

度的增加能够提高水在装置表面的蒸发速率，但是实际决定界面蒸发速率的过程由装置表面

蒸发过程转变为了水的传输过程，导致了引入 Fe3O4的生物炭的界面蒸发速率基本没有提升。

而 CW 反应速率的提升则是因为以水在 CW 表面的蒸发速率仍然低于 CW 自身水传输的速

率，界面蒸发速率仍然受到光照强度的影响。

3 结论

本文使用巴沙木作为原料，成功制备了一种具有单向通道的生物炭材料，并将四氧化三

铁纳米颗粒原位负载在生物炭的骨架上。对材料进行表征，发现其亲水性以及吸光性均有所

改善，水接触角由 103.9°转变为 40.9°，吸光度也有显著提升。使用材料进行界面蒸发实验，

结果表明，在 1 kW/m2的光照强度下，巴沙木生物炭的界面蒸发效率在引入 Fe3O4后由 0.488

kg·m-2·h-1 增长到了 1.224 kg·m-2·h-1，且随着 Fe3O4含量的增加，界面蒸发速率也会有所提升，

光照效率也由 32.4%增加到了 81.2%，随着 Fe3O4 含量的增加，最大效率可达 96.1%。增加

光照强度至 1.2 kW/m2，结果发现除了巴沙木生物炭外，其他材料的蒸发速率均没有明显提

升，可能是因为引入了 Fe3O4的生物炭表面水蒸发速率较大，界面蒸发速率变为了水在通道

中的传输速率。这也为后续界面蒸发材料的设计提供了一定的指导，在考虑增强光热转化效

率的同时，还需要强化水从体相水到蒸发界面的传输过程。
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摘要：热渗透能量转换(TOEC)系统的实际转换效率低于理论转换效率，进一步提高效率成为研究的核

心之一。本文将高导热材料整合到供液腔中以降低传热阻力，并对工质脱气来降低跨膜传质阻力。这

些措施显著提高了系统的效率，与同类系统相比，效率提高了一倍；单级 TOEC 系统的实验水通量达

到 56.69 L/m2/h。本文建立了预测系统性能的理论计算模型，结果表明：采用高导热网络和脱气技术可

以提高多级 TOEC 系统在高压下运行的效率；37 级系统在加热和冷却温度分别为 80 ℃和 40 ℃时的峰

值运行效率为 4.61%，相应的功率密度为 31.38 W/m²。

关键词：热渗透，低品味热能，传热阻力，效率

0 前言

能源短缺和碳减排是当今社会必须面对的普遍问题[1]。发展清洁能源是解决这些问

题的有效途径之一。低品位热能在冶金、玻璃、水泥、火电、核电等行业中丰富而普遍[2]。

仅美国和中国每年的低温工业废热就超过 2EJ (10^18J)[3]。然而，由于技术和经济的限制，

大量的低品位热能仍未得到有效利用。

图 1 传热强化热渗透能量转换系统示意图

近年来，人们对如何利用低品位热能发电进行了广泛的研究[4]。研究人员提出了各

种技术方法，包括有机朗肯循环(ORC)，压力延迟膜渗透(PRMD)，热再生电化学循环

(TREC)和热渗透能量转换(TOEC)等[5]。其中，TOEC 和 PRMD 因较高的理论效率和功率
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密度受到学术界的广泛关[6]注。TOEC 系统是膜蒸馏(MD)系统的改进版本，在渗透侧具

有更高的水压来驱动涡轮机械并产生电力。图 1 展示了工质进入进料后被加热、在蒸汽

压差的驱动下发生跨膜相变的具体过程[7]。从本质上讲，TOEC 装置就像一个“泵”，它

消耗低温热量，促进工质产生跨膜流动，产生的高压水可以通过涡轮机或其他方式发电。

由于 TOEC 系统对温度低于 80 ℃的低品位热能具有较高的理论效率(~4%)，因此在电站

余热、工业废热和地热能利用等方面均具有较大潜力。同时，与 TOEC 系统原理类似的

PRMD 系统在利用低品位热能发电的同时还可以产生淡水，对于综合利用太阳能发电和

海水淡化具有广阔应用前景。

增强膜性能可以大大提高系统效率和经济性。Straub 等人[8]认为，高效的膜组件应

该具备不对称孔结构、耐高压、高孔隙率和 30 ~ 100 μm 的厚度。此外，Chen 等人[9]通

过理论建模和实验研究发现，提高膜材料的透气性和增强膜材料的机械坚固性是制备高

性能膜材料的关键因素，而降低热导率的影响相对较小。此外，Shaulsky 等人[10]使用全

氟癸基三氯硅烷改进纤维素超滤膜，生产出具有特殊液体进入压力和渗透性的创新、不

对称、高疏水膜，膜材料主致密层界面处的温度解释了两个方向间水通量的巨大差异。

除了改进膜材料，优化系统结构也能有效提升系统效率。Straub 等人[6]在 TOEC 系

统中加入了一个回热器，并通过理论计算量化了利用脱氧水流、增强流体动力混合和提

高热交换器效率的好处。Li 等人[7]采用堆叠式 TOEC 结构实现了低品位热量的梯级利用，

显著提高了系统效率；即使是性能一般的商用膜材料，堆叠结构也可以提高 TOEC 系统

的效率。Zhang 等人[11]通过在 TOEC 系统供液侧增加负压，降低了膜内空气含量和跨膜

传质阻力，实验传质通量增加约 20%。

虽然 TOEC 系统的理论效率很高，但其实验效率一直很低，具有很大的改进空间[7, 8,

11]。因此，本研究采用在供液腔中增加高导热网络来降低热阻和温度极化。此外，对供

液侧的工质脱气，以减少膜中的空气含量和传质阻力。实验探讨了高导热填料类型、液

隙厚度、工作温度、工作压力、工作级数等多种因素对性能的影响。实验结果表明，该

系统效率是以往同类研究的两倍以上。在现有研究基础上，建立了理论计算模型，预测

了高工作压力、多工作级数时 TOEC 系统的性能改进情况。本研究对提高 TOEC 和 PRMD
系统的效率，提高 PRMD 系统的产水量[12]具有重要的参考价值。

1 实验装置与材料

1.1 实验装置

如图 2 所示，以去离子水为工质构建了 TOEC 多级试验台。图中的三级 TOEC 系统

由四块工作板构成，工作板一面为上一级的渗透侧，另一面为下一级的供液侧。前人研

究发现，即使在实验前反复煮沸去离子水，在实验过程中工质中仍有不凝性气体析出。

因此，在本装置中，加热器不断地使烧杯中的水沸腾，来更充分地除气。尽管如此，系

统也会有空气残留。因此，在系统的最高位置放置储气器来收集空气，减轻对供液的不

利影响。在实验开始前，利用真空泵抽取储气器中的气体；由于空气比容大、在水中溶

解度低、总量少，真空泵的用电量极低。值得注意的是，在密封较好的系统中，除气只

发生在初始阶段，所消耗的电能可以忽略不计。



图 2 TOEC 实验装置示意图

本研究的堆叠式 TOEC 系统能够在不使用水泵的情况下运行。这是由于发生热渗透

后，供液腔中的水量减少、产生轻微的负压，导致自动地吸水供液。除此之外，实验中

膜面积较小，跨膜水通量小。为代替涡轮，利用针阀形成局部压头。减压后的水不返回

供液腔，而是用精度高滴管收集(0.05 ml)，便于准确测量跨膜水通量。虽然目前的系统

需要连续供水，但如果将减压水连接到供液侧，系统也可以正常内循环运行。使用 t 型
热电偶和数据采集仪(2700, KEITHLEY)测量每个工作板的温度。在热端，纯铜加热块内

填充了四根陶瓷加热棒，它们的功率由稳压器(TDGC2-2KVA)调节，并显示在功率计

(PF9800, EVERFINE)上。在冷端采用铝制水冷板，通过调节阀门开度控制冷却水流速来

调节冷却温度。由于水冷板进出口压差极小，流量也不大，冷板冷却的功耗也可省略。

考虑到未来 TOEC 系统可以采用被动式散热，根据夏天的环境温度条件，将冷却温度定

为 40 ℃。

1.2 材料表征

如图 3a 所示，工作板为高导热纯铜板，其表面加工有横向和纵向交错供液通道，深

1 mm。本研究采用疏水复合膜(平均孔径 100 nm，轩达)，置于两个工作板之间，使用 2 mm
厚的硅胶垫片密封。这些垫圈的外径为 60 mm，内径为 50 mm。复合膜的直径为 56±1
mm，小于硅胶环，防止膜侧面泄漏。

采用场发射扫描电子显微镜(Nova NanoSEM 450)和金相显微镜(CMMM-55E)检测

表面形貌。图 3b 展示了复合膜的三层复合结构，包括在外侧孔径较小的两层聚四氟乙烯

(PTFE)功能层和中间的聚丙烯(PP)支撑层。图 3c 为支撑层 PP 膜结构，其孔径较大，为

20 μm，厚度约为 240 μm。如图 3d、d1 所示，功能层疏水性聚四氟乙烯微孔膜孔径约为

100 nm，静水接触角为 145.9±1.8°。渗透测的微孔 PTFE 功能层可以承受高水压而不被

浸润。因为功能层单位厚度的传质阻力较大，所以其厚度较小，从而降低整体阻力。

如图 3e,f 所示，为降低供液腔的平均热阻和不可逆传热损失，将具有高导热性的多

孔网络(如细丝网或泡沫铜)添加到供液腔中。如图 3e1,f1 所示，使用角接触角测量仪

(DSA30, Kruss)、利用浮泡法测量了导热网络材料在水下的气泡接触角，证明两种材料均

具有亲水性。



图 3 (a) 实验材料的重点。(a)工作板照片;(b)复合膜截面;(c)复合膜中中间层 PP 孔支撑;(d)复合膜表面的

功能性聚四氟乙烯微孔层;(e)黄铜丝网图像;(f)泡沐铜像;(d1)用滴座法测量聚四氟乙烯表面的静水接触

角;(e1)采用浮泡法测量静泡接触角，在黄铜丝网表面和(f1)泡沐铜表面测量。

表 1实验所用膜的性质

实验 丝网 泡沐铜

功能

层

隔热

层

Type A Type B Type C Type A Type B Type C

公称孔

径，μm
0.1 20 45 75 95 88 79.5 73.5

孔隙率
0.854

±0.028
0.605

±0.014
80±5 100±5 180±5 278±6 216±13 184±7

厚度,
μm

20±6 242±8 61.7±3.3 58.5±0.5 65.7±0.3 60.6±1.8 54.7±1.9 53.2±1.8

曲折度
a

1.08 1.29 1.27 1.30 1.23 1.28 1.35 1.36

a.由τ = ε-0.5估算



1.3 理论模型

TOEC 系统的跨膜传质通量 Jw为跨膜工质蒸汽分压差与传质系数 BW的乘积[8]。

W W V,P V,F( )J B P P  (1)

其中 PV,F和 PV,P可根据工质类型、温度等参数用 Antoine 公式计算，计算时需考虑压力引

起的开尔文修正。与膜蒸馏类似，BW是通过 Dusty - Gas 模型计算的，包括 Knudsen 扩

散项(BK)、分子扩散项(BD)和粘性流动项(BV)[8]。
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由于跨膜蒸汽压差通常是有限的，膜内不凝性气体的分压经常超过这个压差。因此，

膜内的气体总压力保持不变，无法满足维持粘性流动的必要条件。因此，BV项的贡献通

常被忽略。
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其中，BK项是由于水蒸气与膜孔壁的碰撞而产生的。另一方面，空气与水蒸气之间

的碰撞用 BD来描述。膜的孔隙率、孔半径、厚度和孔曲率分别用ε、r、δ和ξ表示。此外，

P 和 Pa表示膜内的总气压和空气分压。M 为工质的摩尔质量，R 为理想气体常数，T 为

膜的开尔文平均温度。

J P
Q

 
 (5)

针对 TOEC 系统，理论效率由式 5 给出。其中，J 代表跨膜传质通量；ΔP 代表供液

侧和渗透侧工质的压力差，即系统的工作压力；Q 代表单位时间内输入系统的低品位热

量。

前人的研究表明，在高水压作用下，膜会发生变形、改变孔隙特性[13, 14]。而其中，

高孔隙率的功能层受压力的影响更显著。该模型假设功能层上的应力和应变呈线性变化，

压力每增加 5 MPa，对应的应变增加 50%[15]。在多级堆叠 TOEC 系统中，上一层的冷板

作为下一层的热板，并且假定热流在各层间保持恒定，而不考虑热量损失[11]。跨膜传质

量的初始值根据平均温度给出。采用式(1-4)计算每一层的质量和热流密度，并采用二分

法迭代求解。由于液体腔内流速极低，因此在传热计算中只考虑热传导，忽略对流传热

的影响。

2 结果与讨论



2.1 降低传质阻力

如图 4a 所示，供液侧的水温和水蒸气分压较高，而渗透侧的较低。膜两侧的水蒸

气压差导致水分子在供液侧的界面处蒸发、在渗透侧的界面处凝结，使水从高温侧向低

温侧定向移动。复合膜内含有被困住的空气，空气分子与跨膜的水分子发生碰撞，产生

分子扩散阻力。通过将水在烧杯中连续煮沸，可以降低水中的空气溶解度，一方面使水

中携带的额外空气减少；另一方面，脱气后的水会逐渐溶解膜内的空气。所以，将供液

侧的供水脱气可以减少降低跨膜传质阻力。

为了评估空气分压对复合膜输运性能的影响，采用粉尘-气体模型计算了不同空气

分压下功能层和支撑层的扩散系数。图 4b 中的空气分压由大气压减去饱和水蒸气压力计

算得到，饱和水蒸气温度范围为 70 ~ 98 ℃。结果表明，当局部气压下降时，由较小孔

径组成的功能层的扩散系数略有提高。而由较大孔隙组成的支撑层的扩散系数呈指数级

快速增长。当空气分压降至 20 kPa 以下时，支撑层的扩散系数激增，功能层的传质阻力

占主导因素。因此，在低空气分压下，优化功能层的结构(厚度、孔隙度和扭曲度等)可
以显著降低整体跨膜传质阻力。

图 4 TOEC 系统的传质增强示意图及实验结果

采用单级 TOEC 装置进行对比实验，研究工质脱气的影响。如图 4c 所示，随着时

间的推移，跨膜传质通量逐渐增加，加热功率仅略有增加，质量通量大约在 50 分钟左右

趋于稳定。这是因为膜内空气不断地扩散到供液腔的脱气水中，降低了膜中分子的扩散



阻力。但进一步延长设备的运行时间不仅不能提高其性能，还可能降低其性能。一方面，

随着膜内空气含量逐渐减少，膜内空气分压与脱气水含量的差值减小，除气的传质驱动

力减少。另一方面，长期运行在 80 ℃的温度下，添加的网络填料或铜工作板会产生化

学腐蚀，这会污染膜，降低其疏水性，导致局部浓度极化和温度极化加剧。

如图 4d 所示，通过对进水进行连续煮沸和脱气，可以显著提高系统的跨膜传质通

量和效率。脱气组表现出显著的性能改善，在不同的工作压力条件下跨膜传质通量提高

了约 25%。与以往的研究一样，增强效应小于理想情况下的理论预测，表明空气没有被

完全去除，气体扩散阻力有进一步减小的可能。为了降低跨膜传质阻力，未来可以参考

环路热管，建立一种密封性较好的闭式 TOEC 系统[16]。

2.2 降低传热阻力

降低传热阻力，可以增大膜两侧的温度梯度，增强热渗透的驱动力。如图 5a 所示，

有两种方法可以减小热源与膜表面之间的热阻。一是减小液室间隙的厚度，二是在液室

中加入高导热网络。本研究仅在供液侧添加了高导热结构。由于渗透腔内的液压高，复

合膜向供液侧移动，渗透腔内的空间变大，即使在渗透腔中加入高导热网络，也很难充

分贴合，还会引入界面热阻。未来，如果制备出弹性高导热多孔材料，在膜两侧同时构

建高导热网络可能会产生更好的效果。此外，水在液腔中的流速很小(约 0.3 mm/s)。因

此，目前高孔隙率(~60%)、大孔径(~100 μm)的高导热网络导致的额外流阻很小，不会影

响其性能。



图 5 TOEC 系统的传热增强示意图及实验结果

如图 5b 所示，分析了不同液隙厚度对性能的影响。液隙厚度等于两侧液隙间隙之和

减去高导热网络厚度(即δ = δgap, F + δgap, P - δfiller)确定。值得注意的是，为保证供液，实验

中使用了 0.1 mm 厚的黄铜丝网。研究者也尝试了在工作板表面加工额外的微槽结构，

但效果不佳。

在恒定的工作压力下，液体间隙的减小导致热阻的减小，膜两侧的温差增大，跨膜

水通量提高。例如，将液隙从 0.3 mm 减小到 0.1 mm，可使跨膜传质通量增加 26.7% ~
11.7%（增强幅度随工作压力的增大而减小）。在液隙厚度相同时，跨膜水通量随工作压

力先小幅上升，随后逐渐下降。在低工作压力下，膜、高导热网络和工作板之间的紧密

配合减少了供液腔的热阻，从而使传质流量增大。实验过程中，工作压力是逐渐增加的。

工作压力越高，实验时间也越长。这导致铜腐蚀的程度更深，局部浓度和温度极化更强

烈。所以，提高网络填料的耐腐蚀性对于提升系统长期性能至关重要。

如图 5c 所示，在液隙为 0.1 mm 时，研究了不同厚度的黄铜丝网和泡沐铜的填充情

况。丝网越薄，热阻越小，系统的跨膜水通量增加。与 0.18 mm 丝网相比，0.08 mm 丝

网的跨膜水通量增加了 14.3% ~ 24.1%(工作压力越高，增加幅度越小)。如图 5d 所示，

泡沐铜由于具有更优越的导热性，进一步提高了系统性能。在 0.5 bar 的工作压力下，跨

膜水通量达到最大值，为 15.62 g/m²/s (56.69 L/m²/s)，该结果明显高于其他工况。与以

往的堆叠式 TOEC 相比[7, 11]，在相同条件下，添加泡沐铜使得系统跨膜水通量增加了

111%。与丝网相比，随着工作压力从 0 增加到 0.5 bar，由于热导率和液隙厚度的变化更

显著，加入泡沐铜的流量变化也更大。随着工作压力从 0.5 bar 增加到 2.0 bar，由于更

明显的“阴影效应”，泡沐铜也表现出更快的流量衰减。因此，未来的研究要为导热网络

材料设计合适的表面结构，减弱在高工作压力下的“阴影效应”[15]。

2.3 变工况研究

本小节探讨了加热温度和工作级数对系统性能的影响，实验中液隙为 0.1 mm，泡沐

铜厚度为 0.18 mm。如图 6a 所示，对于单级 TOEC 组件，系统的功率密度和所需的热输

入随着加热温度的升高而增加，而且增加趋势随着温度的升高而增强。然而，器件效率

与功率密度和热输入比成正比，增长相对缓慢。与以往的研究相比，在相同的温度下，

最新的实验结果将功率密度提高了约 95%。这提高了系统的单位面积输出功率，对实际

运行的经济性具有重要意义。

如图 6b 所示，将受热面温度从 50℃提高到 80℃，系统设备效率提高了 120%，达

到 4.751×10-5。同样，工作区的效率提高了约 50%，达到 6.271×10-5。工作区域效率等

于器件效率减去环境散热损失与密封圈导热损失。这种效率符合绝热良好和密封面积占

比小的工况，更能反映中型和大型设备的表现。

根据图 6c, d，增加工作级数会对系统性能产生积极影响。尽管随着工作级数的增加，

总功率密度略有下降，但通过实现能量的阶梯式利用，热输入需求大大降低。例如，三

级热渗透系统所消耗的加热功率仅为单级热渗透系统的 43%。同时，工作区效率显著提

高 158%，达到 1.6‰的高值，是 TOEC 实验中测量到的最高效率之一。目前同类研究的

实验效率在 0.4‰左右[7, 11]，而图 6d 中的最佳效率在 1.0‰左右，实现了效率的翻倍提升。



图 6 TOEC 系统变加热温度及变工作级数性能对比

2.4 理论建模研究

建立了堆叠式 TOEC 系统的理论模型，探讨脱气水和高导热网络在其他工况下的增

强效果，考察了膜结构、网络导热系数、堆叠级数和工作温度的影响。如图 7a 所示，首

先对比实验与理论计算结果。根据实验结果，将膜内的分压设定为 80℃饱和水蒸气下的

空气分压，泡沐铜层的等效导热系数设定为 3.6 W/(m·K)，材料参数参见表 1。结果表明，

计算的理论功率密度与实验值基本一致，证明了理论计算的可靠性。

表 2 给出了四种 Case 下的关键输入参数。考虑到脱气条件的限制，将膜的空气分压

设置为 7 kPa。由于孔隙率过高的膜力学性能较差，无法适应 5 MPa 的工作压力，这里

将孔隙率设为 70%。

表 2 理论模型的关键输入参数

Case1 Case2 Case3 Case4

LF a) LS b) LF LS LF LS LF LS,1 LS,2

膜孔径, μm 0.02 0.5 0.02 0.5 0.02 0.5 0.02 2 0.5

膜厚, μm 10 300 10 300 10 300 10 200 100



膜孔隙率, 1 0.7 0.7 0.7 0.7

孔曲直度, 1 1.2 1.2 1.2 1.2

工作板厚度, mm 5 5 5 5/2

渗透腔厚度, mm 0.1 0.1 0.1 0.1

供液腔厚度, mm 0.2 0.2 0.2 0.2

供液腔导热系数,
W/(m·K)

0.654 5.0 20 20

a) LF 代表小孔功能层； b) LS 代表大孔支撑层。

如图 7b 所示，多级 TOEC 大幅降低了热流密度，提高了系统效率。同时，靠近冷

源的工作段在较低的温度下运行，还可提高膜的使用寿命，提升经济性。如图 7c 所示，

随着工作级的增加，总功率密度几乎呈线性下降。平均功率密度是总功率密度与级数之

比，随工作级数下降地更剧烈。因为效率和功率密度之间的权衡对 TOEC 系统的经济性

影响较大[17]，所以 TOEC 系统中级数的选择需要进一步研究和优化。

图 7 TOEC 系统理论建模性能预测。(a)实验和理论功率密度的比较；四种不同情况下的(b)热流密度和

效率以及(c)功率密度和平均功率密度随工作级数的变化情况；(d)加热温度 80℃，不同冷却温度下系统

的功率密度和效率。



如图 7b, c 所示，增加等效导热系数可显著提高效率和功率密度。与 Case 1 相比，

Case 3 在最大效率和功率密度上有了很大的提高。在 Case3 中，36 级系统效率最高，达

到 4.26%，对应的功率密度为 27.96 W/m2。然而，导热系数与系统性能并不成正比。提

升导热系数后，供液腔的热阻占总热阻比例减小，进一步增加导热系数的效果有限。例

如，从 Case2 到 Case3，导热系数提升了 300%，但最高效率仅提升了 0.07%。在 Case3
的基础上，Case4 通过增加具有更大孔隙的中间层来减轻传质阻力。37 级系统运行效率

最高可达 4.61%，对应功率密度为 31.38 W/m2。该系统的效率超过了以往的研究，功率

密度也较高，展现出显著的优势。

如图 7d 所示，探究不同冷却温度的影响，这里工作板厚度减小到 2 mm，其他参数

和 Case 4 相同。当冷却温度从 40 ℃降低到 10 ℃时，系统的功率密度显著增加了约 45
W/m2。此外，系统最高效率对应的级数随着冷却温度的降低而增加，温差越大，需要更

多级系统实现更有效的能量利用。当冷却温度为 10 ℃时，系统效率可超过 6.6%，58 级

功率密度可达 46 W/m2，具有巨大的应用潜力。然而，当工作级数超过 40 时，在 40 ℃
的冷却温度下，效率明显下降。为了保证系统在所有温度范围内都能高效工作，工作级

数应在 37 左右，对应效率约为 4.70%，功率密度约为 33.53 W/m2。

3 结 论

对工质进行脱气和在液隙中构筑高导热网络可以有效降低传质传热阻力、提高

TOEC 系统的性能。通过采取工质脱气、加入泡沐铜，合理控制液隙等手段，本研究实

验效率是以往同类研究的两倍以上。同时，该系统的传质通量大，单级 TOEC 系统实验

可获得 56.69 L/m2/h 的水通量，对于提升 PRMD 系统的产水量具有重要的参考价值。由

于脱气和铜污染的问题，系统还有进一步提升的空间。理论预测表明，在 80 ℃和 40 ℃
的冷热温度下，37 级系统的最高效率为 4.61%，对应的功率密度为 31.38 W/m²。本研究

可为优化 TOEC、PRMD 等液基膜系统提供参考。
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摘 要：实验研究了去离子水工质在较宽热流密度范围下在填充泡沫金属的水平微小间隙通道内的流

动沸腾特性。泡沫金属的材料是铜，孔密度为 20、40 和 60 PPI，孔隙率为 0.95，间隙高度为 0.5、1

和 2 mm。水的质流密度为 200-400 kg m-2 s-1，热流密度最高 300 W cm-2。实验结果表明：40 PPI 泡沫

金属增强传热效果最好。在低热流密度下，填充泡沫金属明显增强传热。在高热流密度下，泡沫金属

增强传热的效果减弱；泡沫金属延迟了核态沸腾起始点所需要的热流密度；填充泡沫金属通道和平面

通道传热系数随质流密度的增大呈现出相同的趋势。

关键词：流动沸腾；泡沫金属；两相；传热系数

0 前言

泡沫金属是一种新型的多功能材料，广泛的应用于电子冷却、制冷、燃料电池、

太阳能发电系统[1] [2]等。开孔泡沫金属内部的空间是连通的，流体可以从中流过，并且

具有出色的热特性，例如，高比表面积（约 1000-3000 m2/m3 甚至更高）、高孔隙率

（可达到 0.98）以及金属材料的高热导率。开孔泡沫金属可以提供更多的成核位点，

促进气泡的生成甚至打碎气泡，使得流场更加的均匀，从而具有潜在的促进微小间隙

通道内的流动沸腾传热的效果[1] [3]。泡沫金属依靠其金属纤维的高热导性将热量从加热

表面传至主流流体中，可以导致主流流体沸腾。泡沫金属延伸的纤维结构能够提供大

量的成核位点，促进传热，并且增加了传热面积，在低热流密度下，填充泡沫金属可

以增强传热。先前的研究发现泡沫金属填充水平管的流动沸腾传热系数比相同直径的

光滑管中的流动沸腾传热系数高约 3 倍[4]。另一篇文献表明有泡沫金属参与的传热性能

是没有泡沫金属情况下的 5.8 倍[5]。因此泡沫金属改善了流动沸腾传热。

Zhu[6]等人研究发现泡沫金属使流动沸腾传热最多增强了 175%。Madani[7]等人研究

发现填充泡沫金属将传热系数提高了 2-4 倍。Abadi[8]等人研究发现泡沫金属使传热系

数增加了 3.2 倍。Kouidri 和 Madani[9]的研究发现泡沫金属将传热提高了 130%-300%。

Azizifar[10]等人发现与简单管相比，泡沫金属管中观察到明显的传热系数增加的现象。

Nosrati[11]等人发现泡沫金属显著提高了传热系数。并且在提高传热系数的同时，也增
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加了压降[9] [11]。泡沫金属的孔密度也是影响传热的一个因素，有研究表明将孔密度从

20 PPI 提高到 40 PPI，传热系数几乎提高一倍[12]。

表 1 关于已有研究的填充泡沫金属通道的热流密度汇总

泡沫金属常用于增强单相流动传热和池沸腾传热，将泡沫金属用于增强流动沸腾

传热的研究目前有限。并且由表 1 可知，目前关于泡沫金属增强流动沸腾传热研究主

要集中于低热流密度下，对高热流密度实验条件下泡沫金属增强传热的效果尚不清楚。

泡沫金属独有的性质可能导致通道的流动沸腾特性和光滑通道的流动沸腾特性不同。

因此，本研究旨在获得填充泡沫金属通道在较大热流密度范围下，尤其是高热流密度

下的流动沸腾特性，并和平面光滑通道内的流动沸腾特性进行对比，包括通道内的两

相流流型、传热系数、压降。

1 实验装置

图 1 是实验系统示意图。本实验的工作介质为去离子水。去离子水首先在储水罐

中煮沸 1 小时以上，并且在实验过程中保持沸腾状态，目的是去除去离子水中的不凝

性气体，并防止在实验过程中重新凝结回水中。去离子水经过冷却器，将沸腾的水冷

却至室温以保证后续设备的正常使用并延长使用寿命；随后经过过滤器，去除可能存

在的杂质；实验驱动力来自于齿轮泵，在齿轮泵的驱动下而后经过齿轮流量计，实时

监测通道内的去离子水的体积流量；再经过恒温水槽，用于调节去离子水经过实验段

的入口水温；随后，去离子水经过实验段进行流动沸腾换热后，经过冷凝器重新回到

抽滤瓶中。实验中的所有参数：温度、压力、压降、体积流量，均有测量设备测得并

通过数据采集设备传输到计算机。实验工况参数如表 1 所示。实验用泡沫金属样品如

图 2 所示。详细的实验段结构请参考文献[13]。

作者
热流密度

kW m-2

Zhu 3.1-18.3
Madani 0-250
Abadi 20-40

Kouidri 和 Madani 30-70
Azizifar 100-200
Nosrati 5.7
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图 1 实验系统示意图

(a) 20 PPI 泡沫金属样品

(b) 40 PPI 泡沫金属样品

(c) 60 PPI 泡沫金属样品

图 2 泡沫金属样品

表 2 实验工况参数

图 3 是泡沫金属在小间隙通道流动沸腾实验段的分解图。实验段自上而下分别为

不锈钢板、玻璃盖板、O 型圈、PEEK（聚醚醚酮）板、铜基座、加热棒、不锈钢板。

工况参数 单位 范围

泡沫金属孔密度 PPI — 20、40、60
通道长度 Lc mm 54
通道宽度 Wc mm 10
通道高度 Hc mm 0.5、1、2
入口温度 Tin ℃ 80
质流密度 G kg m-2 s-1 200、300、400
热流密度 qeff W cm-2 0-300
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PEEK 板和铜块之间用室温硫化有机硅胶密封，防止液体泄露。玻璃盖板和 PEEK 板之

间用 O 型圈密封，以防流体溢出。

图 3 实验段分解图

2 数据处理
1）质流密度，G

计算公式如下：

c c

mG
W H


 (1)

其中，m，流量计测得的质量通量，kg s-1；Wc，通道宽度，m；Hc，通道高度，m。

2）有效热流密度，qeff

计算公式如下

loss
eff

c c

Q Qq
W L



 (2)

其中，Q，总加热量，由功率计进行测量，W；Qloss，损失热量，采用空载加热法确定

实验损失热量，W；Wc，通道宽度，m；Lc，通道长度，m。

3）局部传热系数，h
计算公式如下：

eff

w, f,i i

qh
T T


 (3)

其中，qeff，有效热流密度，W m-2；Tw,i，位置 i 处传热面温度，oC；Tf,i，i 号位置处

主流流体温度，oC。

4）位置 i 处传热面温度，Tw,i
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计算公式如下：

eff
,

Cu

-w i i
q lT T



 (4)

其中，Ti，i 号位置的热电偶测量温度，℃； l ，i 号位置的热电偶距离传热面的垂直

距离，m，oC； Cu 铜导热系数，W m-1 K-1。

5）局部传热系数，h
计算公式如下：

eff c
f , in

p

i
i

q W LT T
mc

  (5)

其中， inT ，流体入口温度，℃； iL ，位置 i 处距离实验通道入口距离，m。

6）压降， p

本文的压降通过差压变送器与通道连接直接测量。

表 3 测量参数不确定度

3 结果和讨论

3.1 填充泡沫金属对传热的影响

（a）Hc=0.5 mm （b） Hc=2 mm

图 4 Hc=0.5 mm, 2 mm , Tin=80℃, G=400 kg m-2 s-1 实验条件下填充泡沫金属通道和平面通道的传热系

数对比

测量参数 相对不确定度 测量参数 相对不确定度

Q 7.34% pin 2.98%
Lc 0.01% U 0.93%
Wc 0.05% I 1.97%
Hc 1.00% ∆p 6.70%
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图 4 给出了在 Hc=0.5 mm 和 2mm ,Tin=80℃, G=400 kg m-2 s-1 的工况下填充泡沫金

属通道和平面通道的传热系数随热流密度的变化规律。

从图中可以看出，0.5 mm 通道和 2 mm 通道下泡沫金属在不同的热流密度范围内

传热效果不同。当热流密度较低时，填充泡沫金属明显增强传热。泡沫金属具有多孔

结构，比表面积大的特点。一方面泡沫金属的延伸结构能够跟主流流体进行换热，极

大的增加了传热面积。另一方面，泡沫金属的金属骨架对通道内产生的气泡进行分割，

增强了流体扰动。

高热流密度下，0.5 mm 通道高度下泡沫金属强化传热的效果减弱甚至和平面通道

的传热效果差不多。此时泡沫金属通道内流型为环形流，如图 5（1）所示。传热主要

由对流传热为主导，传热系数几乎与热流密度无关。平面通道内流型为搅拌流，由图 5

（2）所示。此时传热系数仍然随着热流密度的增大而增大，但是传热系数对热流密度

的依赖性减小，传热由核态沸腾主导向对流沸腾主导过渡。

2 mm 通道高度下，随着热通量的增大，泡沫金属增强传热的效果减弱，但是仍然

比平面通道的传热效果要好。这是因为此时平面通道已经开始进行两相传热，生成气

泡带走了大量的热量。而泡沫金属填充通道仍然依靠单相对流传热。当泡沫金属填充

通道开始进行两相传热阶段后，泡沫金属通道的传热系数仍然比平面通道的传热系数

要大。一方面泡沫金属延伸出的金属骨架和主流流体进行对流传热，另一方面，通道

内产生的气泡会被金属纤维打碎，增加扰动，并且气体与纤维之间的对流也能增强传

热。高热流密度下，0.5 mm 通道和 2 mm 通道趋势不同，有可能是因为 0.5 mm 通道

下已经达到临界热流密度，但是 2 mm 通道下尚未达到临界热流密度。

（1）40 PPI 泡沫金属通道 qeff=113.7 W cm-2

（2）平面通道 qeff=113.7 W cm-2

图 5 Hc=0.5 mm, Tin=80℃, G=400 kg m-2 s-1实验条件下填充 40 PPI 泡沫金属通道和平面通道的流型图



国家自然科学基金资助项目（批准号：51876138）

3.2 孔密度的影响

图 6 Hc=1 mm , Tin=80℃, G=400 kg m-2 s-1 实验条件下填充泡沫金属通道和平面通道的传热系数对比

图 7 Hc=1 mm , Tin=80℃, G=400 kg m-2 s-1 实验条件下填充泡沫金属通道和平面通道的临界热流密度

对比

图 6 给出了在 Hc=1 mm, Tin=80℃, G=400 kg m-2 s-1 的工况下填充泡沫金属通道和平

面通道的传热系数随热流密度的变化规律。从图中可以看出：填充泡沫金属可以延迟

核态沸腾起始点所需要的热流密度，并且填充 60 PPI 的泡沫金属达到核态沸腾起始点

所需的热流密度最高。这是因为泡沫金属的比表面积随着孔密度的增大而增大，流体

快速带走传热面热量，气泡产生需要更高的热流密度。传热增强效果随着孔密度的增

大先增大后减小。当热流密度较低时，泡沫金属延伸出的传热面积随着孔密度的增大

而增大，此时泡沫金属填充通道内为单相对流传热，传热系数很大程度上取决于传热

面积。当热流密度较高时，40 PPI 孔密度泡沫金属管内的流动沸腾传热最好。这是因

为孔径直径过小，导致气泡不容易脱离；而孔径直径过大，沸腾过程中的成核密度较

小，从而削弱了沸腾换热性能。从图 7 可以看出，通道的临界热流密度随着孔密度的

增大而减小。这是因为气泡无法及时从传热面上脱离，造成局部干涸，使临界状态发

生。

3.3 不同质流密度下孔密度对传热的影响
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g

图 8 Hc=1 mm, Tin=80℃, G=300，400 kg m-2 s-1实验条件下填充 20-60 PPI 泡沫金属通道内的传热系

数随热流密度变化规律曲线

图 8 给出了在 Hc=1 mm, Tin=80℃, G=300，400 kg m-2 s-1 的工况下填充泡沫金属通

道传热系数随热流密度的变化规律。从图中可以看出，在单相对流区，传热系数随质

流密度的增大而增大，与热流密度的变化无关，此时液体仅靠显热方式带走热量，三

种不同孔密度下的泡沫金属换热系数都较小；在过冷沸腾区，当热流密度相同时，传

热系数随着质流密度的增大而减小，质流密度的降低加快了流体的升温速度，更有利

于气泡的成核和生长，因此低质流密度下的传热系数更高，这跟另一篇文章中的结论

一致[10]；在饱和沸腾区，质流密度对传热系数的影响减弱，此时传热机制由核态沸腾

向对流沸腾过渡，传热系数对热流密度的依赖性减弱，但是仍然为核态沸腾主导机制。

3.4 不同通道高度下泡沫金属对传热的影响

（a）PPI=20 下的传热系数对比 （b）平面通道下的传热系数对比

图 9 Hc=0.5-2 mm, Tin=80℃, G=200 kg m-2 s-1实验条件下平面通道和填充 20 PPI 泡沫金属通道内的不

同通道高度的传热特性对比

图 9 给出了在 Hc=0.5-2 mm, Tin=80℃, G=200 kg m-2 s-1 的工况下填充 20 PPI 泡沫金

属通道和平面通道的传热系数随热流密度的变化规律。从图中可以看出，泡沫金属填
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充通道内不同通道高度的传热特性和平面通道在较低热通量下趋势相同，在较高热通

量下表现出相反的特点。约以 qeff=60 W cm-2 为分界点，当热流密度小于 60 W cm-2 时，

分为单相对流换热区、过冷沸腾区以及饱和沸腾区。在过冷沸腾区，不同通道高度的

传热系数曲线随着热流密度的增大而逐渐分离。在饱和沸腾区，不同通道高度的传热

系数曲线随着热流密度的增大而逐渐靠近，表明通道高度的影响减弱。当热流密度一

定时，传热系数随通道高度的减小而增大，小通道的传热效果最好；当热流密度大于

60 W cm-2 <qeff < 138 W cm-2，此时泡沫金属通道和平面通道的所有曲线全部进入了饱和

沸腾区。泡沫金属通道内的不同通道高度下的传热系数曲线随着热流密度的增大而逐

渐分离，此时 0.5 mm 通道流型为搅拌-环形流，对热流密度的依赖性较小，传热主要

是对流沸腾换热为主导[14]，其他高度下通道流型为搅拌流，传热机制由核态沸腾向对

流沸腾过渡。平面通道则呈现出相反的现象，通道高度带来的影响仍然逐渐减小。当

热流密度 qeff>138 W cm-2 时，平面通道和 0.5 mm 高度下的泡沫金属通道已经达到临界

热流密度，此时泡沫金属通道的 1 mm 和 2 mm 高度下的传热系数随热流密度的增大而

继续增大。

4 结论

（1） 在单相强迫对流区，传热系数随质流密度的增大而增大，与热流密度的变化无

关；在过冷沸腾区，热流密度一定时，传热系数随着质流密度的增大而减小；

在饱和沸腾区，传热系数随着质流密度的增大而略微增大。

（2） 传热增强效果随着孔密度的增大先增大后减小，孔密度为 40 PPI 泡沫金属增强

传热效果最好。

（3） 泡沫金属能够增强传热，在不同的热流密度下增强效果不同。泡沫金属填充通

道在较低热流密度下，0.5 mm 通道高度下传热系数最高，在高热流密度下，2
mm 通道高度下的传热系数最高。

本文受国家自然科学基金（No.51876138）项目资助。
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摘  要：毛细芯是热管的核心部件，其性能往往限制了热管的整体性能。本文采用 3D 打印的方法制备了不

同梯度孔隙的毛细芯, 并对其毛细抽吸性能和蒸发-毛细抽吸性能进行实验对比，研究结果表明：在毛细抽

吸性能实验中，沿工质流动方向(x 方向)孔径递减的复合毛细芯的毛细抽吸性能要始终优于沿工质流动方

向孔径递增和孔径不变的毛细芯，其中具有较小变化梯度的毛细芯呈现出更好的毛细抽吸性能；在垂直于

工质流动方向的 y方向和 z方向设置孔径变化的效果则不明显。在毛细芯蒸发-毛细抽吸性能实验中，沿工

质流动方向孔径递减的毛细芯的蒸发-毛细抽吸性能要明显优于均匀孔径和沿工质流动方向孔径递增的毛

细芯，具有较大孔隙梯度的毛细芯有更高的蒸发-毛细抽吸性能；沿垂直于工质流动方向孔径变化的毛细芯

表现出比均匀孔径毛细芯更好的蒸发-毛细抽吸性能；沿 y 方向孔径递增的试样的蒸发-毛细抽吸能力要明

显优于孔径递减的试样，较小变化梯度的试样的蒸发-毛细抽吸性能更佳；沿 z方向孔径变化的试样的蒸发

-毛细抽吸性能则随孔隙变化段数的增加而增大。 

关键词：毛细芯；梯度孔隙；毛细抽吸性能；蒸发-毛细抽吸性能 

 

0 引言 

随着电子封装技术的发展，航天器中的电子元件变得高集成化和高功率化，也带来了更

多的发热量，具有良好的空间环境适应性的环路热管被广泛用于航天器热控系统。毛细芯是

热管的核心部件，它通过提供毛细压差，驱动工质在热管内部的循环，以及作为传热结构，

将工质通过相变的方式释放和捕获到热管的蒸汽腔中。在热管设计中，毛细芯的性能往往限

制了热管性能。 
为了综合提升毛细芯的导热性能和毛细抽吸性能，减小热泄漏，提出复合毛细芯这一概

念。目前已有的复合毛细芯研究主要分为两种或多种材料复合制造的和具有不同导热系数、

孔径变化的多层不同性能参数的毛细芯。其中以对环路热管与毛细泵热管的双层孔隙毛细芯

的研究较多。双层孔毛细芯是指具有两种特征孔径尺寸的毛细芯，其中小孔径用以提供足够

的毛细抽吸力和提高传热系数，大孔径用以减少流阻、利于蒸汽排出和增加换热面积。在高

热流密度下，大孔隙减少了蒸汽毯层，阻碍了回流的液体流动，而小孔隙继续作为液体供应

通道，同时增加了蒸发表面积。Yeh[1]通过控制成孔剂的粒径、成孔剂含量和烧结温度来研

究各种双孔芯参数的蒸发换热。统计分析表明在双孔毛细芯中，成孔剂的含量对大的相互连

通的孔隙和液膜蒸发的表面积有很大的影响。Chan[2]则采用高速摄像机对烧结玻璃粉末毛细

芯中的毛细管流动进行了可视化研究。实验结果表明双孔芯的毛细性能明显高于单孔芯，毛

细管内的流动模式取决于颗粒和簇大小的比率。Kumar[3]以萘为成孔剂，采用冷压烧结工艺

制备了双层孔铜毛细芯。研究了成孔剂含量和烧结温度对多孔材料特性的影响，并设计了模

拟 LHP 蒸发器单元截面的实验装置，利用红外热像仪对毛细芯内局部相变传热进行了研究。 
为了进一步提升毛细芯与热管性能，提出了功能梯度毛细芯设计。以平板型毛细芯为例，

根据导热系数和平均孔径的不同特征，功能梯度毛细芯可分为三种：沿工质流动方向有效导

热系数递增、沿工质流动方向平均孔径递变以及沿工质流动方向导热系数和平均孔径都递
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变。目前对于具有功能梯度的复合毛细芯及含功能梯度毛细芯的热管的性能还有待进一步研

究。Lu[4]以纤维毡为材料制造了不同的孔隙梯度的毛细芯，进行毛细抽吸性能实验和蒸发-
毛细抽吸性能试验。结果表明减小孔隙尺寸的复合孔隙试样的性能始终优于均匀孔隙样品和

增大孔隙的试样。Huang[5]采用铜网、铜粉和镍粉的复合材料，以可控的烧结方法制备具有

均匀、轴向变化和径向变化等多种形态的复合毛细芯。实验结果表明，设计的各种毛细芯结

构的热管均优于单片铜丝网热管。通过改变细孔分布，进一步提高了有效导热系数和最大热

输入。Zhou[6]设计并制造了一种新型的 2 mm 厚径向梯度分层毛细芯超薄蒸汽室(UTVC)。毛

细芯呈向日葵状，采用径向梯度分层结构，以促进工作流体的循环。Jurado[7] 采用冷冻铸造

技术成功制备了具有梯度孔隙率的镍芯。克服了双层孔隙毛细芯分开制造再连接，导致的界

面降低液体传递效率的问题。 
尽管研究发现，复合毛细芯的确能够提升热管的工作性能，但是其制造工艺和成本要远

高于传统热管毛细芯。近年来，金属增材制造技术已经成熟，金属微结构的精确打印已经实

现。金属增材制造技术可以为制造用于热管的高性能毛细芯孔结构提供解决方案[8, 9]。 
本文针对传统复合毛细芯制造方法的孔隙变化方向单一和需要分开制造再组合的问题，

以 3D 打印为制造方法，制备不同梯度孔隙的毛细芯, 并对含不同梯度孔隙毛细芯毛细抽吸

性能和蒸发-毛细抽吸性能进行实验对比，总结出性能最好的毛细芯结构分布形式。 
1 复合毛细芯设计与制造 

本研究采用的毛细芯使用 EOS 的 M280 3D 打印机制造，通过 SLM（选择激光熔化）方

法将不锈钢粉末制成 22040 mm3 的毛细芯结构。3D 打印首先要经过原始 CAD 模型的建

立，将 CAD 模型转换为 STL 模型，最后将 STL 模型转化为打印机可以使用的切片模型的

打印前准备过程。而多孔结构模型十分复杂，在选择激光熔化技术制造过程中容易出现结构

变形和打印层间分离的问题。针对这一问题试样采用 400 微米直径圆柱结构为单元体如图 1
所示，通过改变单元体间隔的方式获得不同孔隙的多孔结构。 

 
图 1 毛细芯基本单元结构示意图 

通过对不同孔隙结构的组合获得了复合毛细芯试样，表 1 为复合毛细芯的具体参数。蓝

色箭头指向为工质的流动方向，橙色箭头为热源的施加方向，复合毛细芯孔隙变化方向分为

垂直于工质流动方向和水平于工质流动方向，垂直于工质流动方向孔隙变化毛细芯又可分为

垂直于热源方向变化与水平于热源方向变化。 
其中复合毛细芯的平均孔隙率一般指孔径所占体积占毛细芯整体体积的百分比，用 ε 表

示。孔隙率与毛细芯的孔隙度、孔隙分布和孔隙弯曲度等参数有关，是影响热管内工质流动

阻力的主要因素，对热管毛细芯工质泵送性能和蒸发抽吸性能有重要的意义。本文采用了阿

基米德法测量，孔隙率的计算公式为： 

 
100%  

孔隙体积

毛细芯总体积  (1) 



 
表 1 毛细芯设计 

试样编号 示意图 区域孔隙直径 孔径变化方

向 
平均孔隙率

（%） 
1 

 

① 200 μm
（孔径不

变） 

无 38.3 

2 

 

① 300 μm 
② 200 μm 
③ 100 μm 

x 方向 
(左右方向) 

38.5 

3 

 

① 100 μm 
② 200 μm 
③ 300 μm 

x 方向 
(左右方向) 

38.5 

4 

 

① 300 μm 
② 100 μm 

y 方向 
(上下方向) 

41 

5 

 

① 100 μm 
② 300 μm 

y 方向 
(上下方向) 

41 

6 

 

① 250 μm 
② 200 μm 
③ 150 μm 

x 方向 
(左右方向) 

36.9 

7 

 

① 150 μm 
② 200 μm 
③ 250 μm 

x 方向 
(左右方向) 

36.9 

8 

 

① 150 μm 
② 250 μm 

z 方向 
(前后方向) 

35.7 

9 

 

① 150 μm 
② 250 μm 

y 方向 
(上下方向) 

32 

10 

 

① 250 μm 
② 150 μm 

y 方向 
(上下方向) 

32 



11 

 

① 150 μm 
② 250 μm 

z 方向 
(前后方向) 

35.6 

2 毛细芯性能研究 

2.1 毛细抽吸性能实验 

采用重量-时间法的毛细抽吸性能实验装置如图 2 所示，由电子天平、升降装置、工质

储存池和数据采集装置组成。实验时将电脑与电子天平进行连接，试样悬挂于电子天平上方，

采用升降台使试样与工质表面接触。在接触前开始数据采集，避免初期抽吸信息丢失，电子

天平每 100 ms 输出一组数据。实验在 20 ℃下进行，每次实验重复三次进行保证实验结果

的可靠性。根据热管材料与工质的相容性，本实验采用无水乙醇作为测试工质。 
重量-时间法的毛细芯性能实验可用于表征毛细芯的毛细抽吸性能参数，即𝐾/𝑟eff。在现

有研究毛细抽吸性能的最常用的方法有两种：第一种是测量毛细抽吸高度作为时间的函数

(高度-时间法)，第二种是测量毛细抽吸引起的多孔介质重量增加作为时间的函数(重量-时间

法)[10, 11]。如果重力忽略不计，由毛细抽吸力、静压力、粘性阻力动量守恒得到的毛细性能

参数可简化为 washburn 方程。在这种方法中，假设只有位移随时间变化。 

 
2

ff 4e

K h

r t




  （2） 

其中 K 是渗透系数，m2·s/kg; μ是流体动力粘度，Pa·s; σ是液体工质的表面张力，N/m; 
液体高度与毛细抽吸质量的关系为: 

 
m

h
A

  （3） 

其中ρ是液体工质密度，kg/m3，A 是抽吸截面积，m2; 
代入得到适用于毛细抽吸的初始阶段，通过抽吸质量时间函数用于表征毛细芯的毛细性

能参数的表达式： 

 
𝐾

𝑟eff
=

𝜇

4𝜎𝑡𝜀
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𝑚
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)
2
 （4） 

 

图 2 毛细抽吸性能试验台示意图 

2.2 毛细芯蒸发-毛细抽吸性能实验 



蒸发-毛细抽吸性能实验装置主要由电子天平、升降装置、工质储存池、数据采集装

置、加热装置、测温装置和回路电线等组成。实验原理示意图如图 3 所示。抽吸和称重部

分与毛细抽吸实验相同，不同之处在于增加了加热和测温装置。实验中使用的加热器件是

MCH 加热片（金属陶瓷加热），由直流电源(UTP1305)供电，并使用功率计(FZT8)实时测量

输入功率。温度测量装置由 k 型热电偶和多通道温度采集仪组成。其中热电偶测点一共 6
个，分布为在 MCH 加热片矩形的 4 个角落及中间区域，图 4 为蒸发-毛细抽吸性能实验台

实物图。 
在蒸发-毛细抽吸性能实验中，先将毛细芯置于工质中，使用超声波清洗装置使毛细芯

待测样品处于饱和湿态。实验时将悬挂于上方的样品通过升降台与工质储存池的工质接

触。通过调节直流电源电压和 MCH 加热片的加热功率，研究不同样品在不同加热功率下

的抽吸过程。通过温度数据采集器测量热源和样品的温度，整个抽吸过程采用电子天平记

录整个过程。 

 
图 3 毛细芯蒸发-毛细抽吸性能试验台示意图 

 
图 4 毛细芯蒸发-毛细抽吸性能试验台实物图 

 

3 实验结果与讨论 



3.1 毛细芯毛细抽吸性能实验 

 
图 5 毛细芯毛细抽吸质量与时间关系图 

 
图 6 抽吸质量与最大抽吸质量比值时间关系图 

由于实验使用的无水乙醇工质与毛细芯不锈钢材料良好的浸润性提供了较大的毛细力，

毛细芯试样达到最大抽吸质量的时间较短，所以选择前 300s 实验结果进行对比分析。图 5
为不同毛细芯试样抽吸试验结果，由于毛细芯试样不同样品的孔隙率不同，通过比较毛细抽

吸质量与最大抽吸质量的比值进行毛细芯性能评判，如图 6 所示。对于在工质流动方向(x方

向)存在孔径变化的毛细芯（试样 2、3、6、7）和孔径不变的毛细芯（试样 1）进行比较可

知，沿工质流动方向孔径递减的复合毛细芯的毛细抽吸性能要始终优于沿工质流动方向孔径

递增和孔径不变的毛细芯，更快的达到最大抽吸质量。进一步对沿工质流动方向孔径递减分

布进行研究，发现具有较小变化梯度（50 μm）的试样 6 对比具有较大变化梯度（100 μ
m）的试样 2 呈现更好的毛细抽吸性能。可知较小的孔隙变化梯度可以降低在两段孔隙变化

界面上产生的流动阻力。 

对于在下下方向（y 方向）和前后方向（z 方向）存在孔径变化的毛细芯（试样 4、5、
8、9、10、11）的试样与孔径不变（试样 1）的试样对比则不具备明显的优势。其中在 y方

存在孔径变化的试样中，具有较小变化梯度（100 μm）的试样 9、10 表现出比具有较大变

化梯度（200 μm）的试样 4、5 更好的抽吸性能，与均匀孔径的试样 1 达到最大抽吸质量

所需时间相同。 

而在 z 方向存在孔径变化的试样中，试样 8 相比试样 11 呈现出较为明显的毛细抽吸优

势。在孔隙率保持不变的情况下，较少的梯度段数表现出较好的抽吸性能，抽吸效果也与均

匀孔径的毛细抽吸性能没有差异。复合毛细芯中不同性能毛细芯组合时产生的交界面会对工

质流动阻力产生很大影响。 



3.2 毛细芯蒸发-毛细抽吸性能实验 

3.2.1 加热功率对毛细芯蒸发-毛细抽吸性能的影响 

毛细芯在热管中主要起到两方面的作用，一是将工质从冷凝器抽吸到蒸发器中完成热管

内部的循环，这就是抽吸特性对于毛细芯性能有影响的部分；二是在蒸发器中为工质的蒸发

提供传热介质，其导热特性影响工质的传热及流动。为更好地研究毛细芯在热管中的实际工

作情况，本研究通过蒸发-毛细抽吸性能试验来测试不同功率下试样的液体供给速率即抽吸

循环能力。使处于饱和湿态毛细芯待测样品与工质储存池的工质接触后，通过调节直流电源

电压和 MCH 加热片的加热功率对毛细芯蒸发端施加不同的加热量。如图 7 所示为试样 1 在

不同加热功率下的实验结果，在加热片与毛细芯试样温度和抽吸质量流量基本保持不变时，

认为实验达到了蒸发-抽吸平衡。 

在热管中当热源功率过低时，没有达到工质的蒸发温度，无法完成相变的循环，加热功

率过高时，热管中的循环动力不足以提供足够工质回流，导致蒸发段工质烧干、工质回流补

液不及时等问题，也无法进行正常的相变循环。所以根据乙醇工质的相变特性，实验选取 6 
W 作为热源输入功率。 

 

(a) 加热温度与时间关系图 

 

(b) 抽吸流量与时间关系图 

图 7 试样 2 蒸发-毛细抽吸实验结果图 

3.2.2 在工质流动方向存在孔隙变化对蒸发-毛细抽吸性能的影响 

 
图 8 加热功率为 6 W 时的抽吸质量与时间关系图 

图 8 为沿工质流动方向(x方向)存在孔径变化的毛细芯试样与均匀孔径毛细芯试样在

加热功率为 6 W 下实验结果对比图，抽吸质量-时间图中达到稳定后的斜率即表示了平衡

状态下的抽吸速率。根据热管理论热管的轴向传热量都是由运输工质发生相变来完成的，



热流量与输运工质的质量流量成正比，稳定后的热源和毛细芯温度也可显示毛细芯的运输

工质的性能。沿工质流动方向孔径递减的毛细芯试样的工质补充能力要明显优于均匀孔径

和沿工质流动方向孔径递增的毛细芯试样，这与之前毛细抽吸性能试验得出的结论相同，

抽吸能力的提升使毛细芯在达到蒸发-毛细抽吸平衡后稳定在更低的温度，与封闭热管实验

中的规律一致。 

但在蒸发-毛细抽吸试验中，沿工质流动方向孔径递减且具有较大孔隙梯度（100 μ
m）的试样 2 比较小梯度（50 μm）的试样 6 有更高的蒸发-毛细抽吸速率。沿工质流动

方向孔径递减的毛细芯，可使得热管在蒸发段处获得更大毛细力并在冷凝段保持较好的渗

透性，能更好地提升热管性能。 

3.2.3 在前后方向和上下方向存在孔隙变化对蒸发-毛细抽吸性能的影响 

 
图 9 加热功率为 6 W 时的抽吸质量与时间关系图 

图 9 为在上下方向(y 方向)存在孔径变化的试样在 6 W 工况下的实验对比结果。结果表

明在加热功率为 6 W 时，y方存在孔径变化的试样的抽吸能力都要优于均匀孔径的毛细芯试

样，就抽吸能力而言:试样 10＞试样 5＞试样 9＞试样 4，沿 y存在孔径递增的试样都要优于

孔径递减的试样。得到结论：沿 y方向设置孔径变化是有益于毛细芯蒸发-毛细抽吸过程的。

而沿 y方向孔径递增的情况下，设置孔径变化的优势体现更明显。 

 

图 10 加热功率为 6 W 的抽吸质量与时间关系图 

沿前后方向(z方向)存在变化孔径的试样与均匀孔径试样对比的实验结果如图 10所示。

无论孔径变化分为几段，沿 z 方向孔径变化试样（试样 8、11）的蒸发-毛细抽吸性能要始

终优于孔径均匀的毛细芯试样。进一步对孔径变化级数进行研究，沿 z方向梯度变化段数更

多的试样 11 对比段数变化少的试样 8 呈现出较明显的抽吸优势。结合在毛细抽吸性能实验



得到的结论，可以归纳出：在孔隙率相同的条件下，沿 z方向孔径变化的复合毛细芯在保持

均匀孔径毛细芯的毛细抽吸能力的同时，蒸发-毛细抽吸能力得到明显提升，并且孔径变化

段数越多，蒸发-毛细抽吸能力越好。由于在保持与均匀孔隙毛细芯相似的抽吸能力的前提

下，较大孔隙段减小了蒸汽溢出的阻力，同时具有较大毛细力的小孔隙区域能快速补充工质，

故能更快地完成毛细芯抽吸循环过程。 

总结而言，在毛细芯蒸发-毛细抽吸性能实验中，沿 y 方向、z 方向存在孔径变化的复

合毛细芯都表现出较好的蒸发-毛细抽吸性能。并且在相同试样大小、相同孔隙率条件下，

沿 y 方向孔径递增的试样的抽吸能力要明显优于孔径递减的试样，较小变化梯度的试样的

蒸发-毛细抽吸性能最佳。沿 z 方向孔径变化的试样蒸发-毛细抽吸能力则随孔隙变化段数

的增加而增大。 

4 结论 

本文以 3D 打印的方式制备了沿不同方向具有不同孔径变化的复合毛细芯，并对其进行

了毛细抽吸性能实验和蒸发-毛细抽吸性能实验研究，得到的主要结论如下： 

（1）在毛细抽吸性能实验中，沿工质流动方向孔径递减的复合毛细芯的毛细抽吸性能

要始终优于沿工质流动方向孔径递增和孔径不变的毛细芯的毛细抽吸性能，其中具有较小变

化梯度的毛细芯具有更好的毛细抽吸性能。 

（2）在蒸发-毛细抽吸性能试验中，在相同加热功率下，沿工质流动方向孔径递减的毛

细芯的蒸发-毛细抽吸性能要明显优于均匀孔径和沿工质流动方向孔径递增的毛细芯的蒸发

-毛细抽吸性能，具有较大孔隙梯度的毛细芯有更高蒸发-毛细抽吸性能。 

（3）沿 y方向、z方向孔径变化的复合毛细芯表现出较好的蒸发-毛细抽吸性能。其中

沿 y 方向孔径递增的试样的蒸发-毛细抽吸能力要明显优于孔径递减的试样，较小变化梯度

的试样的蒸发-毛细抽吸性能更佳。沿 z 方向孔径变化的试样的蒸发-毛细抽吸性能则随孔

隙变化段数的增加而增大。 

参考文献 

[1] YEH C C, CHEN C N, CHEN Y M. Heat transfer analysis of a loop heat pipe with biporous 

wicks [J]. Int J Heat Mass Tran, 2009, 52(19-20): 4426-34. 

[2] BYON C, KIM S J. Capillary performance of bi-porous sintered metal wicks [J]. Int J Heat 

Mass Tran, 2012, 55(15-16): 4096-103. 

[3] KUMAR P, WANGASKAR B, KHANDEKAR S, et al. Thermal-fluidic transport characteristics 

of bi-porous wicks for potential loop heat pipe systems [J]. Exp Therm Fluid Sci, 2018, 94: 

355-67. 

[4] LU N X, LI J W, LIU F R. Experimental Study on Gradient Pore Size Capillary Wicks [J]. Heat 

Transf Res, 2022, 53(7): 57-75. 

[5] HUANG X, FRANCHI G. Design and fabrication of hybrid bi-modal wick structure for heat 

pipe application [J]. J Porous Mat, 2008, 15(6): 635-42. 

[6] ZHOU F, ZHOU G H, ZHOU J Z, et al. A novel ultra-thin vapor chamber with radial-

gradient hierarchical wick for high-power electronics cooling [J]. Int J Therm Sci, 2023, 

183. 

[7] LLOREDA-JURADO P J, CHICARDI E, PAUL A, et al. Effect of processing parameters on the 

properties of freeze-cast Ni wick with gradient porosity [J]. Mater Design, 2021, 206. 

[8] AMELI M, AGNEW B, LEUNG P S, et al. A novel method for manufacturing sintered 

aluminium heat pipes (SAHP) [J]. Appl Therm Eng, 2013, 52(2): 498-504. 

[9] JAFARI D, WITS W W. The utilization of selective laser melting technology on heat transfer 



devices for thermal energy conversion applications: A review [J]. Renew Sust Energ Rev, 

2018, 91: 420-42. 

[10] Jinwang Li, Youg Zou, Lin Cheng. Experimental study on capillary pumping performance 

of porous wicks for loop heat pipe[J]. Experimental Thermal and Fluid Science, 34 (2010) 

1403-1408. 

[11]  Li Jinwang, Lu Ningxiang, Cong Tianshu. Experimental study on evaporation-capillary 

pumping flow in capillary wick and working fluid system[J]. Thermal Science, 2021, 25(1A): 

367-375. 

 



中国工程热物理学会 多孔介质的传热传质

学术会议论文 编号：233131

铝基金属有机框架膜分离 CO2的计算研究

刘佳祥，刘骁辉，陶文铨，李卓*
（同济大学环境科学与工程学院，上海 200092）

(Tel: 021-65980329, Email: zhuoli2013@tongji.edu.cn)

摘要：本文采用 GCMC 结合 MD 的分子模拟方法研究了铝基金属有机框架膜在 CO2/N2和 CO2/CH4中

的分离性能，通过计算气体分子在 MOFs 中的吸附和扩散，估算膜通量和分离选择性。结果发现 CAU-10

及其衍生物对CO2的具有高亲和力，其中CAU-10-F和CAU-10-pydc膜在CO2/N2分离中超过了Robeson

上限。通过分析气体分子在不同膜中的扩散能垒，提出了混合配体策略。基于混合配体策略设计的

Fp-MOFs 膜能够权衡渗透性和选择性，为高性能 MOFs 分离膜的设计和探索提供了新的途径。

关键词：金属有机框架，分子模拟，膜分离，吸附，扩散

0 前言

从气体混合物中分离 CO2 在能源和工业行业越来越重要。一方面，将烟气中 CO2

中分离纯化是当今碳捕集、利用与封存（CCUS）技术的关键上游步骤[1]，对能源的消耗

十分巨大，是 CCUS 技术商业化的重要阻碍[2]。另一方面，从沼气或天然气（CH4）中

分离 CO2能增加其热值，提高能源利用效率，已成为节能减排的重要措施之一[3]。因此，

发现一种高度节能环保的解决方案，以实现 CO2 的高效分离已成为科学界和工业界的迫

切需求。膜分离技术因其低能耗、占地面积小和易扩展等特点而受到广泛关注[4]。在众

多膜材料中，结晶多孔金属有机框架（MOFs）膜因为其出色的可调控性表现出了广阔

的应用前景，许多纯 MOFs 膜被报道并在气体分离领域满足了工业上气体分离性能的要

求[5–7]。

CAU-10 已被证明可用于 CO2相关的气体分离应用中，该 MOF 不仅具有较高的稳定

性，而且具有约 3.4 Å的孔道限制直径（PLD），这使其成为分离 CO2 的理想选择。然而，

CAU-10 对 CO2的亲和力仍然不够高，其 CO2的分离选择性仍难以达到工业气体分离的

要求。混合接头策略采用具有相似配体的混合物来构建 MOFs，通过结合 MOFs 的规则

孔道和结构的高度可调性，定制孔径和孔道环境从而在实现分子筛分的同时保证材料的

稳定性，可以解决这个问题[5,8]。因此本研究从具有良好热稳定性和化学稳定性的铝基

MOFs 材料 CAU-10 出发，采用蒙特卡洛模拟和分子动力学手段，研究了具有 1 维孔道

结构的 Al-MOFs 材料对 CO2/N2和 CO2/CH4分离性能。结合气体在其中吸附和扩散行为，

进一步探究了混合配体策略对提升材料分离 CO2性能的应用前景。
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1 模型结构

根据现有的文献报道，主要考虑了四个与 CAU-10 类似的 MOF 结构，如图 1 所示，

分别是 CAU-10-F[9]，MIL-160[10]，CAU-10-pydc[10]和 KMF-1[11]。这些材料与 CAU-10 具

有相同的拓扑结构和接近的晶格参数，因此在混合配体策略中具有良好的相容性。基于

周期型结构建立了 2×2×4 的超级晶胞，用于所有模拟。

图 1 本工作中所采用的构成 CAU-10 及其衍生物的配体

2 模拟方法

2.1 结构优化和力场

为了更好的描述 MOF 的结构柔性，使用 UFF4MOF 力场[12]来描述框架的键结和非



键结势能。通过力场对材料的晶格参数进行了最小化，并与基于 VASP 的 PBE-D3[13,14]

方法优化结构进行了比较，如表 1 所示，所有材料的晶格偏差都很小，这验证了力场的

准确性。通过拟合 DFT 结果的 DDEC6 电荷[15]被分配给框架原子，而 TraPPE 力场[16]用

于描述 N2、CO2和 CH4分子，其中 CH4通过联合原子模型表示。

表 1 通过 UFF4MOF 力场最小化和 DFT-D3 优化得到结构的晶胞参数

MOF
UFF4MOF DFT-D3

PLD (Å) LCD(Å)
a/b (Å) c (Å) a/b (Å) c (Å)

CAU-10 21.904 10.344 21.599 10.272 3.83 6.12

CAU-10-pydc 21.903 10.382 21.594 10.262 4.24 6.11

CAU-10-F 21.902 10.333 21.606 10.243 3.21 6.10

MIL-160 21.472 10.747 21.198 10.579 4.49 5.91

KMF-1 21.581 10.821 21.328 10.502 4.33 5.81

2.2 分子模拟

基于分子力场的巨正则蒙特卡洛（GCMC）模拟在 RASPA2[17]中执行，计算了各种

气体在 0~10 bar 下的单组分和混合组分吸附等温线。混合组分气体分别为 CO2/N2 和

CO2/CH4，比例均为 50:50。此外，使用 Widom 方法计算了各种气体在材料中吸附的亨

利系数（Kh）。

使用 LAMMPS（Large-scale Atomic/Molecular Massively Parallel Simulator）[18]进行

平衡分子动力学模拟以获得各种气体的自扩散系数和扩散自由能。使用 2×2×4 的模拟盒

子，在 NVT 系综中使用 Nosé-Hoover 恒温器在 300 K 下执行了分子动力学模拟，原子速

度通过 Verlet 算法更新，时间步长为 1 fs。对于自扩散模拟，每次模拟都包含 5 ns 的平

衡周期，然后是 10 ns 的生产周期。三个方向都采用周期性边界条件。对于 CAU-10，计

算了不同载荷下（即每晶胞分子数为 1~4 个）的情况，而对于其它材料，考虑了每晶胞

2 个分子情况，这对应相对较低的负载。MD 模拟的初始配置是在 300K 下进行的蒙特卡

罗吸附模拟生成，原子的速度已 Maxwell-Boltzmann 分布初始化，每组模拟由不同初始

速度分布运行三次，以计算平均值和误差。气体分子在 MOF 中的自扩散系数 Ds可以使

用均方位移（MSD）直接从 MD 模拟的轨迹中测量：

Ds =
1

2n
lim
t→∞

rt-r0
2

t
# # 1

其中，n 是孔道的维数，rt是 t 时刻分子的位置，r0是分子的初始位置，t 是模拟时间。

LAMMPS 中的 COLVARS 包[19]进行伞形采样模拟，以计算分子在孔道内的扩散自

由能。为了实现伞形采样，将沿着 z 方向的一维孔道作为反应坐标（Reaction Coordinate,
RC），沿 RC 的伞抽样间距为 0.2 Å。将简谐势应用于分子的质心从而将被吸附物限制在

与反应坐标正交的 3-D 伞形区域中，简谐力常数设置为 15 kcal·mol–1Å-1，每次模拟都包

括 100 ps 的平衡和 500 ps 的采样周期。之后，使用加权直方图分析方法（Weighted



Histogram Analysis Method, WHMA）将不同的伞形模拟组合成自由能曲线。

2.3 分子模拟

如前所述，实现不同气体的动力学分离材料的关键应用之一是膜，膜的选择性由吸

附选择性和分子扩散选择性的组合决定，在一定压力下，膜的选择性可以用亨利常数进

行估计：

Sa/b =
CaDsa
CbDsb

≈
Khaexp(- ∆Ea

RT ) Mrb

Khbexp(- ∆Eb
RT ) Mra

# 2

其中，C 是吸附物浓度，Ds是自扩散速率，Kh是亨利常数，ΔE 是扩散能垒，Mr是吸附

物的分子量。该式的右侧假设扩散速率可以使用过渡态理论表示，如果扩散的能量势垒

可以忽略不计，则此表达式中使用的扩散比变为 Knudsen 扩散系数的比[20]。而通过膜的

气体净渗透率可以定义为：

p =
J

∆P/L # 3

其中 J 是膜通量，ΔP 是跨膜压力，L 是膜厚度。类似的，膜通量 J 可以表示为：

J = -�s
∆C
L

= -DsKh
∆P
L

# 4

结合上述公式，

p = DsKh# 5

3 结果和讨论

3.1 气体吸附

首先计算了 300K 下 CO2、N2和 CH4 在五种材料中的吸附等温线。如图 2 所示，所

有气体的吸附都呈现出Ⅰ类吸附等温线，都表现出对 CO2的高亲和力和对 N2的低吸附，

这是这类超微孔（< 8Å）MOF 的典型特征。所采用的 MOF 的 LCD 都在 5.8~6.1 Å之间，

因此与客体分子间有强烈的主客体相互作用。CO2 吸附等温线的第一个拐点在 1~2 bar
之间，符合烟气中 CO2 和 N2 分离的预期。此外，通过与一些实验报道的 CAU-10，
CAU-10-pydc 和 MIL-160 的数据比较[21,22]，可以发现模拟与实验符合的较好，这验证了

本研究所用力场的可靠性。

之后，研究了等比例的混合组分气体，即 CO2/N2 和 CO2/CH4 在这五种材料中的吸

附等温线。如图 3 所示，对于混合组分吸附，气体的吸附量与压力呈现对数关系，转折

点在 1bar~2bar 后。 只计算了 0~2.0 bar 下的 CO2/N2选择性，因为烟气分离一般在较低

的压力下进行，CO2/N2选择性在 12~30 之间，且有随压力升高而增加的趋势，其中 KMF-1
的选择性最高。而 CO2/CH4的吸附选择性相对较低，仅在 2~6 之间，且随压力升高基本

保持不变。KMF-1 表现仍然是选择性最高的材料，MIL-160 次之，这主要是因为 KMF-1
和 MIL-160 的配体都是五元环，环上的杂原子提供了对 CO2的额外的静电作用力，增强

了对CO2的选择性。CAU-10-F对CO2的选择性最低，这显示氟官能化并没有提高CAU-10



对的 CO2 亲和力，这种现象也在其它官能化 CAU-10 中被报道[23]。 表 2 列出了气体分

子在 MOF 框架中的亨利系数，可以发现基于亨利系数的选择性与混合组分模拟非常接

近，说明可以直接通过计算亨利系数来比较 CAU-10 系列材料的选择性。

图 2 单组分气体 CO2、N2和 CH4的吸附等温线



图 3 双组分气体 CO2/N2和 CO2/CH4的吸附等温线

表 2 CO2、N2和 CH4的亨利系数和基于亨利系数的选择性

Kh(mol·kg-1·bar-1) CO2 N2 CH4 SCO2/N2 SCO2/CH4

CAU-10 8.25 0.43 1.92 19.20 4.30

CAU-10-pydc 4.88 0.37 1.92 13.18 2.54

CAU-10-F 4.23 0.33 1.97 12.70 2.15

MIL-160 5.62 0.28 1.18 20.25 4.75

KMF-1 7.94 0.31 1.30 25.49 6.09

3.2 膜通量和选择性

图 4 显示了 300K 下，单组分气体在 CAU-10 框架中的自扩散速度。所有气体的自

扩散速率都随晶胞内分子数的增多而适度下降，这种行为是在纳米多孔材料中观察到的

最常见的负载依赖性自扩散形式，因为随着分子数的增多，扩散分子之间空间位阻变大。

框架的灵活性对气体分离十分重要，这也是MOF材料在分子筛效应中失效的主要原因[24]。

因此，比较了气体分子在灵活性的框架和刚性框架（即冻结 MOF 框架内的原子）中的



自扩散速度，虽然框架的灵活性没有显著改变分子在 CAU-10 内的自扩散速度，差异在

一个数量级内。但是以分子扩散率差异衡量选择性依然会造成较大误差，因此，之后的

模拟均采用了完全灵活的框架结构。

图 4 300K 下，在柔性和刚性 CAU-10 框架中分子的自扩散速率

随后，之后，通过客体分子在框架中的自扩散速率估算了气体在膜中的渗透率和选

择性。图 5 是由分子模拟结果计算得出的五种 MOF 材料在膜分离中 CO2、N2 和 CH4的

渗透性和选择性。计算得出在 CAU-10 膜中 CO2/N2 和 CO2/CH4分离体系的 CO2 的渗透

率分别为 4927 Barrer 和 4238 Barrer，CO2/N2 和 CO2/CH4选择性分别为 7.94 和 1.10。相

比之下 Chiou 等[7]报道的纯 CAU-10 膜的通量 500 Barrer，选择性分别为 42 和 95，计算

值与实验值出现较大的偏差一方面是因为模拟考虑的是完美晶体，气体通过时具有单一

的扩散方向，而实验生产的膜往往会有缺陷且难以对齐晶体的方向，因此在实际实验中，

气体分子透过 MOFs 膜的路线是曲折的，这导致了模拟的渗透率比实验值高出了一个数

量级。此外，Chiou 等提出了一个不同的 CAU-10 结构来解释这样现象，该结构由于较

小的 PLD 导致 CH4 的扩散速率急剧下降，而 CO2 由于其库伦效应而保持了较高的渗透

率。类似的现象也在 CAU-10-pydc 膜中发现[6]，其 CO2/CH4 的选择性约为 62，远高于

3.34 的模拟估算值。导致分子模拟对 CO2/CH4分离性能的预测不准的另一个原因是由于

膜结构中晶体的结构发生变化，如前所述，一方面 MOFs 材料具有框架灵活性，当客体

分子进入到 MOFs 中时，强烈的主客体作用诱使 MOFs 结构发生构象变化，大大影响了

其孔径限制直径，由此导致某些客体分子难以通过。另一方面，实验制备的膜中晶体的

排列随机且分散，因此气体的扩散方向难以达到理想状态。通过模拟预测 CAU-10-pydc



的 CO2渗透率约为 28092 Barrer，也高于实验文献所报道的~2000 Barrer 的数值约 1 个数

量级，因此可以判断分子模拟仍能给出定性的数据以鉴别 MOFs 膜材料的分离性能。此

外，对所研究的膜中气体分离的扩散选择性和总选择性进行比较，发现 CAU-10-F 表现

出最高的 CO2/N2和 CO2/CH4 分离选择性，分别达到了 41.3 和 11.7，这种高选择性是因

为 CAU-10-F 中 CO2的扩散选择性很高，表明在这类膜材料中的分离高度依赖于孔径限

制的筛分作用。

图 5 通过计算得到的 CO2、N2和 CH4的渗透率和选择性

为了避免由于自扩散系数计算的不准确性对 MOF 识别造成误导，通过伞式抽样方

法计算气体分子在 MOF 框架中沿其孔道方向运动的扩散自由能。如图 6 所示，客体分

子在 CAU-10 结构中沿 z 方向扩散，在空腔中跳跃时需要穿越最狭窄孔道，因此通过孔

道的扩散自由能决定了分子的扩散速度。对于 CAU-10 类 MOF，气体在孔道中的扩散通

过两个能垒，孔道限制直径（PLD）决定最高的扩散能垒。从图中可以看出，CO2 在通

过 CAU-10、MIL-160 和 KMF-1 中的扩散能垒都明显高于 N2 和 CH4，这与其对 CO2 的

高亲和力一致，而 CAU-10-pydc 和 CAU-10-F 中都表现出了更低的扩散能垒，CO2 在膜

中的扩散能垒与膜通量高度相关，CAU-10-pydc 中 CO2 的扩散自由能垒仅为 4 kJ/mol，
远低于 CAU-10 的 11.8 kJ/mol。此外，可以发现在所有 MOF 中，CAU-10-F 具有最高的

CO2/N2 和 CO2/CH4 选择性，分别达到了 188 和 23，而除了 CAU-10-F 膜外的 CO2/CH4



选择性都低于 4，难以满足工业上选择性分离的要求。CAU-10-F 的孔道限制直径为 3.21Å，

小于 N2和 CH4 的动力学直径，说明通过微孔实现分子筛效应是提升选择性的关键之一。

因此，为了制造高 CO2/CH4选择性膜，需要充分利用 CAU-10 类分离膜的分子筛分功能，

而不是靠选择性吸附。但是，孔道直径的降低不可避免的造成分子扩散能垒的增大，

CAU-10-F 膜中的 CO2渗透率也显著降低，仅为 160 Barrer，难以满足气体分离的工业需

求。

图 6 气体分子在 MOF 中沿反应路径扩散的自由能

3.3 混合配体策略

理想的气体分离膜具有高渗透率和高选择性，虽然计算发现 CAU-10-F 膜选择性非

常高，但由于其相对较高的扩散能垒和相对较低的 CO2吸附能力，导致膜渗透率较其它

膜更低。从扩散的角度看，高选择性的 CO2 分离膜，N2 和 CH4的扩散能垒需要明显高于

CO2。而从吸附的角度来看，也要保证膜对 CO2的吸附能力不能太差。因此，基于前面

的研究，提出了一种混合配体策略，即通过将 CAU-10-F 中一定比例的配体替换成 pydc
配体来改善膜的 CO2渗透率，能够突破渗透率和选择性的权衡效应。图 7 显示混合策略

构造新型 MOFs 的示意图，经过优化后的混合配体结构根据配体比例分别称为 Fp1、Fp2



和 Fp3，DFT 计算发现这种替换并没有使材料发生明显的结构变化，证明这种策略的可

实施性。随着配体比例的增加，材料的 PLD由 4.23 Å逐步降低到 3.28 Å，略高于CAU-10-F
膜的 3.21 Å，因此预计能够更好的发挥孔径筛分作用。

图 7 混合配体构造 Fp MOFs 结构



图 8 300 K 下 Fp 膜中（a）混合气体 CO2/N2和（b）CO2/CH4的吸附等温线；(c) CO2/N2和 CO2/CH4混

合气体的吸附选择性；（d）气体在不同 Fp 膜中吸附的亨利系数

图 8 显示了所提出的 Fp-MOFs 膜中气体的吸附和扩散特性，可以发现三种 Fp 膜兼

具 CAU-10-pydc 和 CAU-10-F 的特性，三种气体的吸附等温线和 CO2选择性与压力的关

系没有发生明显的偏移。且正如预期的那样，三种材料中气体吸附量和选择性遵循着

Fp1>Fp2>Fp3 的趋势，而亨利系数的计算也表现出从 CAU-10-pydc 到 CAU-10-F 的线性

变化，表明通过配体比例的变化可以显示对此类 MOFs 孔道环境的微调。

采用相同的方法计算了三种气体分子在 Fp 膜中的扩散自由能。从图 9 中可以看出，

气体分子的扩散能垒大小依然呈现着与吸附选择性相反的趋势，即 Fp1<Fp2<Fp3。一个

明显的现象是在 pydc 和 F-bdc 比例为 2:1 的 Fp1 膜中 CO2 的 扩散自由能垒非常低，仅

为 4.0 kJ/mol，而在 1:1 的 Fp2 中明显升高到 6.1 kJ/mol；而当比例升高到 1:2 时，在 Fp3
膜中 CO2扩散自由能增加幅度并不高。此外，在 Fp2 和 Fp3 膜中的 CO2 沿着扩散路径计

算得到了不对称的扩散自由能，这表明孔道内的 F 原子增多使得 CO2难以绕过 F 扩散，

而在 Fp1 中 CO2分子则可以以较低的扩散能垒沿着 pydc 配体通过。



图 9 气体分子在 Fp1，Fp2 和 Fp3 中沿反应路径扩散的自由能

最后，计算并比较了所提出的三种混合配体膜和其它五种膜的在 CO2/N2和 CO2/CH4

体系中的分离性能。如图 10 所示，Fp1、Fp2 和 Fp3 膜的气体通量和选择性恰好位于

CAU-10-pydc 膜和 CAU-10-F 膜之间。在 CO2/N2 分离中，Fp1、Fp2 和 Fp3 膜中 CO2 渗

透率是 CAU-10-F 的 4.7、3.0 和 1.9 倍，而选择性并没有显著下降；而相对于 CAU-10-pydc
膜，其CO2/N2的选择性则分别提高了 5%、17%和24%，且CO2渗透率均高于10000 Barrer。
而对于 CO2/CH4体系，三种膜材料均表现出了比 CAU-10-pydc 更高的分离性能。通过将

所有计算得到的膜通量和选择性与 Robeson 上限进行了比较，除 CAU-10 外，所有所研

究的 MOFs 膜分离性能都超过了 Robeson 上限，进一步强调了这类 MOFs 材料在气体分

离领域的应用潜力。此外，我们发现原始的 CAU-10 类膜材料均没有达到 CO2/CH4分离

的 Robeson 上限，而设计的 Fp3 膜超过了 Robeson 上限值，由此可以推断，通过调节不

同配体的含量，将得到渗透率和选择性的最优选择。因此，混合配体策略在设计高效气

体分离膜中具有十分重要的意义。

图 10 由混合配体策略设计的 Fp1、Fp2 和 Fp3 膜对 CO2的分离性能比较

4 结 论

本研究旨在预测 CO2、N2 和 CH4在 CAU-10 及其衍生 MOF 材料中的吸附、扩散和

分离性能，为寻找和设计高效气体分离膜提供指导。利用 GCMC 结合 MD 方法详细研

究了 Al-MOFs 膜中的 CO2分离现象，主要结论如下：

（1）CAU-10 及其衍生物对 CO2的具有高亲和力，其混合气体选择性与亨利定律具

有相关性，可由亨利定律初步预测其气体吸附选择性。

（2）MOF 膜中的气体通量取决于气体分子在二维孔道中的扩散自由能，发现

CAU-10-F 和 CAU-10-pydc 中 CO2 的扩散能相对 N2和 CH4更低，因此选择性更高。

（3）通过混合配体策略设计的 Fp3 膜能够提高膜分离 CO2的性能，其中对 CO2/CH4

分离性能超过了 Robeson 分离上限，表明混合配体策略是提升 MOFs 膜对 CO2分离性能



的有效途径。
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摘要：实验研究了冷凝器长度和重力姿态对环路热管（LHP）性能的影响。冷凝器的长度通过冷凝翅片接

入水冷板的数量控制，实验在顺重力、水平和逆重力三种重力姿态下进行。实验结果表明，冷凝器长度影

响固定热导区的工作温度，在固定热导区，冷凝器越长，LHP 的工作温度越低，但是过长的冷凝器会增大

LHP 热阻。重力姿态主要影响小功率下 LHP 的工作性能，大功率下 LHP 的工作温度和热阻相差甚小。另

外冷凝器越长，逆重力高度越高，LHP 的热泄漏越大。

关键词：环路热管；冷凝器长度；重力姿态；热泄漏

0 前言
环路热管（Loop Heat Pipe, LHP）作为一种利用多孔介质产生毛细力来驱动工质蒸发和

冷凝循环从而传递热量的高效被动式换热元件[1]，具有高传热能力、长距离运输、灵活运输

线路和抗重力能力等优点[2]，被广泛应用于空间系统热管理中[3, 4]。

环路热管的蒸发器和冷凝器是其两大关键部件，然而关于环路热管的研究大量集中在蒸

发器和其内部的毛细芯[5-7]，但对冷凝器的相关研究还并不全面。Maydanik 曾指出冷凝器的

温度及散热效率对 LHP 的最大热负荷、工作温度和热阻的影响较大[8]。目前针对环路热管

冷凝器的研究主要为冷凝器温度[9]、冷却方式[10]、换热强度[11]、冷凝器位置[12, 13]以及冷凝器

结构[14]对环路热管整体性能的影响，忽略了对冷凝器长度的探索。有文献指出，环路热管

的温度能否在一定的热负荷区间内保持稳定和自控，不仅取决于储液器的尺寸以及冷凝器的

换热强度，还取决于冷凝器的尺寸[2]。冷凝器长度的选择是 LHP 设计的一个重要环节。在

已有的散热条件下设计合适的冷凝器长度确保蒸汽的完全冷凝，并在返回储液器之前提供额

外的长度使液体过冷，从而提高 LHP 传热性能。但目前为止还尚未有基于冷凝器长度对 LHP
工作温度、热阻等影响的实验研究。

另外随着 LHP 的地面应用，如快速机动的地面车辆[15]、高热流电子器件[16]的出现，LHP
的运行不可避免地会受到重力姿态的影响（蒸发器/冷凝器的相对高度）。在地面应用中不同

重力姿态会改变 LHP 的运行阻力，对 LHP 产生相应的影响。在地面低功率运行时，LHP 工

作温度随着逆重力高度的增加而升高。这种由重力导致的工作温度差异随着热负荷的增加而

减小，在大热负荷下几乎消失[17-19]。其原因在于逆重力导致的外回路压降需要增大蒸储温差

来维持，这种逆重力高度对 LHP 性能的影响已有很多实验研究，然而其导致的蒸储漏热以

及运行模式还缺少相应的分析。

基于上述文献综述，虽然冷凝条件对 LHP 性能的影响已经有了一定的研究，但极少有

对冷凝器长度的设计提出指导性意见。因此，本文开展了冷凝器长度对 LHP 性能影响的实

验研究，同时探究了环路热管在不同重力姿态下的工作温度、热阻以及热泄漏等参数。

基金项目：上海市青年科技英才扬帆计划（20YF1455800）。



1 环路热管设计及实验系统
1.1 环路热管设计

本文中所用到的环路热管由蒸发器、储液器（CC）、冷凝器和气液管线组成，如图 1 所

示。其中冷凝器由三段焊接在管线上的翅片组成。图 2 为蒸发器和储液器的详细内部结构。

圆柱型蒸发器外壳由不锈钢制成，主毛细芯由镍粉烧结而成，二次芯由不锈钢丝网卷制焊接

在主芯上。除蒸发器内部主毛细芯外，其余部件的材料均为 316L 不锈钢。表 1 提供了环路

热管的主要几何参数。

图 1 环路热管实验系统图

图 2 蒸发器&储液器内部结构图

表 1 环路热管主要几何参数

部件 参数 尺寸

蒸发器 OD/ID×L（mm） 15.4/14×80
主毛细芯（镍） OD/ID×L（mm） 14/5.1×75

孔隙率 53%
最大孔径（μm） 2

蒸汽槽道 W/H/L（mm）×数量 3/2/70×1
储液器 OD/ID×L（mm） 24/22×65
二次芯（316L） OD/ID×L（mm） 5/4×110

孔隙率 50%
管线 OD/ID×L（mm） 3/2×1425
翅片 1/翅片 3 L/W/T（mm） 198/20/4
翅片 2 L/W/T（mm） 212/20/4
工质(R40) 充装量（g） 26.5

1.2 实验系统

实验系统由上述环路热管、热源、冷源、测温和数据采集系统组成。采用 4 个阻值为 60 �
的薄膜电阻加热片并联模拟热源，紧紧贴合在圆柱型蒸发器外壳上，总加热面积为 60 ��2。



加热片采用稳压直流电源控制，其热负荷可以在 0~87 �范围内调节，并配备继电器，当蒸

发器温度高于 325 �时进行断电保护。冷凝管线被嵌入三块铝制翅片中，冷凝翅片通过导热

垫与水冷铜板贴合减小接触热阻。水冷机作为冷源，为冷凝器提供热沉并在实验过程中控制

冷凝器维持在恒温。冷凝器长度通过改变与水冷板贴合的冷凝翅片个数来控制，其余部分通

过包覆聚氨酯泡沫绝热材料减少室内的自然对流换热和环路热管与环境的辐射换热。实验中

采用测量误差优于 0.15 �的铂电阻 PT1000 来监测环路上的温度变化。测点位置如图 1 所示。

数据采集系统配套 PC 端的热管地面数据采集程序，每隔 20 �实时记录测量的温度数据，显

示和绘制温度变化的实时曲线。

1.3 性能参数分析

当 LHP 进入稳态工作状态时，蒸发器温度、CC 温度和热阻是环路热管性能的关键表征

参数。本文分别对 LHP 的冷凝器热阻��、LHP 热阻��ℎ�以及系统热阻����进行了计算：

�� =
�� − ��� ��

�
# 1

��ℎ� =
�� − ��� ��

�
# 2

���� =
�� − �����

� # 3

式中，��为蒸发器温度，��为气体管线温度，��� �� 为接入水冷板的冷凝翅片上的冷凝管线

的平均温度，�����为水冷温度。

另外热泄漏也是决定 LHP 运行特性的重要参数之一。当 LHP 进入稳态循环工作时，假

设储液器与环境之间的热交换可以忽略不计，蒸发器向储液器泄漏的热量必须由冷凝器返回

的过冷液体来平衡。那么蒸发器向储液器的漏热量可以由能量平衡方程推出：

��� = ����+���_���� + ���_�ℎ���# 4

���_�ℎ��� = ��ℎ�����ℎ��� ×
�� − ���

(�� + ���)/2
# 5

���_���� = �� �� ��� − ���,�� = ��,��(�� − ���)# 6

��� =
���_���� + ���_�ℎ���

���
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式中，���为蒸发器输入热负荷，����为用于工质蒸发的热量，���_�ℎ���为从蒸发器通过

壳体向储液器的漏热量，���_����为从蒸发器通过毛细芯向储液器的漏热量，�_�ℎ���为壳体

截面积，��ℎ���为壳体热导率，�� 为工质质量流量，�为工质的汽化潜热，��为工质的定压比

热，��,��为毛细芯热导，���为储液器温度，���,��为储液器入口温度，���为蒸储漏热占总

热负荷的比例。

在实验中研究了不同重力姿态和不同冷凝器长度下上述重要参数随设备热负荷的变化

规律。其中冷凝器长度指冷凝器翅片与水冷板之间接触的长度，未接入水冷板的管线按照绝

热的管线计算。蒸发器与冷凝器之间的高度差指蒸发器中心与冷凝翅片 2 之间的相对高度

∆�，逆重力姿态代表蒸发器在冷凝器上面，∆�为负值；顺重力姿态代表蒸发器在冷凝器下

面，∆�取正值。LHP 实验条件汇总表如表 2。



表 2 实验工况

参数 变量

冷凝器长度

198 mm（翅片 3）
410 mm（翅片 2+翅片 3）
608 mm（翅片 1+翅片 2+翅片 3）

重力姿态

水平（∆� = 0 ��）

逆重力（∆� =− 500 ��）

顺重力（∆� = 210 ��）

热负荷功率 5 W/10 W/20 W/30 W/40 W/50 W/60 W/70 W/80 W/87 W

2 实验结果与分析
2.1 冷凝器长度

三种冷凝器长度通过接入水冷板的长度在同一根热管上进行实验，以控制不同热管细微

的尺寸、装配以及密封差别对实验结果的影响。实验中始终保持第三片翅片连接水冷板以保

持液体管线的长度不变，这样翅片分别接入不同长度的水冷板改变了管路中气体管线的长度。

在这里忽略了气体管线长度对 LHP 稳态性能的影响，这是因为气体管线长度主要影响外回

路的压力损失。当热负荷较小时，对应工质的质量流量较小，流速较低导致相应的压力损失

较小。而在较大的热负荷下工质质量流量增大，逐渐增大的气体管线的压力损失使得蒸发温

度和冷凝温度之差相应增大，但是由于工质的饱和压力-温度曲线的斜率较大，蒸发温度和

冷凝温度差别很小，因此气体管线长度对 LHP 性能的影响可以忽略。这些实验在冷却水温

度为 16℃，水平姿态的条件下进行。

2.1.1 冷凝器长度对工作温度的影响

在本研究中，LHP 在三种冷凝器长度下工作温度随热负荷的变化如图 3 所示。曲线�� =
�(�)和��� = �(�)呈现典型的�型 LHP 工作曲线，包括可变热导模式（VCM）和固定热导

模式（FCM）。在可变热导模式下，蒸发器与储液器的温度在不同冷凝器长度下相差甚小。

LHP 的蒸发器热负荷为 5 W 时，三种不同的冷凝器长度下的蒸发器温度分别为：298.26 ℃、

298.55 ℃和 298.29 ℃。在 10 W 和 20 W 时冷凝器接入两片翅片和接入三片翅片下蒸发器

两者的蒸发器温度也十分接近。当热负荷逐渐增大热管进入固定热导模式，三种不同的冷凝

器长度下的蒸发器温度开始逐渐升高，并且冷凝器越长，LHP 的工作温度越低。这说明冷

凝器长度的影响主要集中在固定热导区，对可变热导区的性能影响很小。

在可变热导模式下，冷凝器未被完全激活，大部分处于闲置状态充当过冷段。冷凝器的

长度足够长，冷凝器出口的过冷液体温度接近热沉温度。在经过相同长度的过冷液体段时其

压力损失基本一致，从而进入储液器的焓流基本不变，最终三种不同冷凝器长度下的储液器

温度相差很小，其蒸发器温度也相近。而当热负荷逐渐增大进入固定热导模式后，冷凝器绝

大部分被激活，传热能力达到最大，LHP 传热主要受冷凝器热阻控制，因此在相同的热负

荷下，LHP 的工作温度随着冷凝器长度的增大而降低。值得一提的是，这一实验结论也与

Launay[20]等人的理论计算结果相吻合。

表 3 环路热管稳态下解析解

LHP 工作模式 CC 温度（�）

可变热导模式
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��,�
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固定热导模式 ����� +
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图 3 水平姿态不同冷凝器长度情况下蒸发器（左）和储液器（右）温度随热负荷的变化

2.1.2 冷凝器长度对热阻的影响

图 4 分别表示了在不同冷凝器长度下系统热阻、冷凝器热阻和 LHP 热阻随热负荷的关

系，可以看出冷凝器热阻占 LHP 热阻的比例非常大。随着冷凝器长度的增加，LHP 从 VCM
向 FCM 过渡的临界热负荷分别为 20 W、30 W 和 40 W。在冷凝器长度增加的条件下，LHP
的系统总热阻随之降低，，然而冷凝器长度的增加并不意味着冷凝器热阻和 LHP 热阻会随之

降低。热负荷在 5-20 W 的范围内时，冷凝器长度为�� = 410 ��的冷凝器热阻和 LHP 热阻

均比另外两种冷凝器长度下的热阻低，并且�� = 198 ��时的冷凝器热阻和 LHP 热阻始终

处于高位。这是因为冷凝器比较短时，其冷凝能力可能不足以将来流的过热气体温度降低至

足够过冷的状态。而当冷凝器较长时，小功率下的气体流经冷凝器经过充分换热，在冷凝器

出口达到过冷状态甚至与热沉温度一致，冷凝器的过冷使得冷凝器热阻和 LHP 热阻升高。

当功率增大时，冷凝器长度得到充分利用，相对应的大功率下�� = 410 ��和�� = 608 ��
时两者的冷凝器热阻基本相同且不变。但是此时回流至储液器内部的液体过冷度降低，蒸发

器向储液器的漏热比例大幅减小，蒸发量增大导致蒸发器温度降低，因此 LHP 热阻和系统

热阻在冷凝器长度增加的条件下逐渐减小。因此在实际的冷凝器设计中，在目标传热量下冷

凝器内的两相段尽可能地靠近冷凝器的出口，可以适当地留有长度余量使液体过冷以平衡液

体管线与环境之间的漏热，这样设计的冷凝器长度既可以降低蒸发器温度，也相应地降低

LHP 热阻。

图 4 水平姿态不同冷凝器长度情况下����（左）、��（中）、��ℎ�（右）随热负荷的变化

2.1.3 冷凝器长度对热泄漏的影响



图 5 表明了冷凝器长度对 LHP 热泄漏的影响。经计算，蒸发器通过壳体向储液器的漏

热量占总漏热量的 3%-7%，因此在漏热量计算中忽略了蒸发器通过壳体向储液器的漏热统

计。不难看出，三种冷凝器长度下蒸发器向储液器的漏热比例都随热负荷的增大呈现出先下

降后缓慢上升的趋势。这是由于随着热负荷的增大，毛细芯表面由膜态蒸发转向核态沸腾，

进而出现蒸发界面回退，毛细芯出现局部烧干[21]。当热负荷较小时，LHP 毛细芯表面附着

着一层薄薄的液膜，蒸发器内部表现为膜态蒸发的形式，蒸发效率较低，因此漏热量占热负

荷的比例较高。当热负荷逐渐增大，毛细芯表面或内部的骨架充当成核位点，从毛细芯孔隙

中形成许多小气泡长大并脱离进入蒸汽槽道。蒸发器内部逐渐从膜态蒸发转变为核态沸腾，

蒸发效率大幅增加，因此漏热比例逐渐降低。当热负荷继续增加时，毛细芯表面的蒸发速率

逐渐大于毛细芯内部的补液速率，因此蒸发界面从毛细芯外表面慢慢缩回至毛细芯内部[22]。

另外从图 5 还可看出，随着冷凝器长度的增加，冷凝器提供的冷量的增加使得回流液的过冷

量增加，为了补偿回流液体的过冷量，从蒸发器向储液器的漏热量也因此增加。

图 5 水平姿态不同冷凝器长度情况下热泄漏随热负荷的变化

2.2 重力姿态

2.2.1 重力姿态对工作温度的影响

图 6 描述了 LHP 在水平、顺重力 210 mm、逆重力-500 mm 三种重力姿态下蒸发器温度

随热负荷的变化关系。实验在冷凝器长度为 608 ��的条件下进行。从图 6 中可以看出，曲

线类型�� = �(�)在逆重力姿态和水平姿态下呈现典型的�型 LHP 工作曲线。而在顺重力姿

态下，储液器温度和蒸发器温度随热负荷从 5 � − 10 �的增加基本保持不变，而当热负荷

大于 10 �时，储液器和蒸发器的温度均随热负荷的增加而缓慢增加，并没有呈现典型的�

型工作曲线。



图 6 冷凝器长度为 608 mm 时三种重力姿态下蒸发器温度随热负荷的变化

造成这种现象的原因可能是 LHP 在顺重力姿态下的工作模式并不是唯一的。当 LHP 在

水平或逆重力姿态下工作时，蒸发器毛细芯内弯月面产生的毛细力是回路中工作流体循环的

驱动源。然而当 LHP 在顺重力姿态下运行时，依据热负荷的大小，LHP 可以由重力驱动和

毛细力－重力共同驱动两种不同的模式运行[23]。两种不同模式下 LHP 的运行原理（温度－

压力）如图 7 所示。两种驱动模式过渡热负荷 Q 两边转化。当蒸发器的热负荷小于过渡热

负荷时，LHP 以重力驱动的模式工作，气体管线中的工质处于两相状态，蒸发器毛细芯外

表面不存在清晰的气液界面。如图 7(a)所示，LHP 各位置对应的热力学状态要么在饱和线上，

要么在液相区域。气液管线之间的重力压差是回路中工质循环的驱动源。而当蒸发器输入热

负荷逐渐增大，LHP 以毛细力-重力共同驱动模式运行，气体管线中的工作流体为纯蒸汽，

蒸发器外表面存在清晰的气液交界面，如图 7(b)所示。在实验中可以粗略地认为蒸发器与冷

凝器高度差为 210 mm 时，这两种工作模式之间发生转换的临界热负荷介于 10-20 W 之间。

图 7 环路热管运行原理图（1：毛细芯气液界面气体侧；2：蒸汽槽道；3：冷凝器入口；4-5：两相段；6：

冷凝器出口；7：储液器入口；8-中心通道；9：毛细芯气液界面液体侧）

2.2.2 重力姿态对热阻的影响

图 8 是不同重力姿态下的 LHP 各热阻随热负荷变化的比较。无论是何种重力姿态，各

热阻均出现相同的趋势：都随着热负荷的增加而减小。特别的是，在顺重力姿态下，系统热

阻总是相对较小。在相对较小的热负荷下，逆重力姿态会导致热阻的显著增加。以系统热阻

为例，当热负荷为 5W 时，逆重力姿态、水平和顺重力姿态下的系统热阻分别为 3.85 K/W，

1.83 K/W 和 0.76 K/W。在高热负荷下，三种重力姿态下的系统热阻趋于稳定和接近，约为

0.22 K/W。这些结果表明，重力姿态对 LHP 换热性能的影响主要表现在小热负荷条件下，

当热负荷足够大时，三种重力姿态的工作温度逐渐收敛。

图 8 冷凝器长度为 608 mm 时三种重力姿态下冷凝器热阻随热负荷的变化

从顺重力、水平到逆重力姿态 LHP 的热阻逐渐升高，是由于随着重力引起的外回路压

降的增大，蒸发器毛细芯上的压差逐渐增大，蒸储之间的饱和温度差也必然增大，如下公式



所示：

∆������ − ∆����� =
��
��

(�� − ���)# 8

而进入储液器内的液体焓并没有变化，满足不断增加的外回路压降的唯一方法就是通过

提高蒸发器的温度。然而，随着蒸发器温度的升高，从蒸发器向储液器的漏热量会增加，因

此必须提高储液器的温度以便提供足够的液体过冷来补偿增加的漏热量。更高的储液器温度

也就要求更高的蒸发器温度，这种相互作用积累得很快。一般来说，由于热负荷增加而造成

的压降增加可以通过增加质量流量来补偿液体过冷度的增加。然而重力叠加在摩擦压降上，

与流量无关，只能通过提高回路工作温度来克服。因此，这种效应在低功率下最为明显。随

着热负荷的增加，回流液体的过冷足以平衡增加的热泄漏，重力对整个环路的压降的权重占

比 ∆����� /∆�减小，由于逆重力而增加工作温度的现象变得几乎不明显。

2.2.3 重力姿态对热泄漏的影响

图 9 为冷凝器长度为 608 mm 时三种不同的重力姿态下 LHP 的漏热比例。通过对比不

同重力姿态下的热泄漏，发现逆重力时 LHP 的热泄漏始终最大。随着热负荷的增加，不同

重力姿态对 LHP 热泄漏表现出不同的趋势。对于水平姿态和逆重力姿态，其热泄漏随着功

率的增加先减小后基本不变或缓慢增加。而当 LHP 处于顺重力姿态时，LHP 的热泄漏随热

负荷的增加呈现先增大后减小的趋势。在热负荷为 30 W 时，其漏热比例达到峰值。这是因

为当热负荷较小时，顺重力姿态下 LHP 处于重力驱动模式，如图 7（a）所示，在蒸发器内

部没有明显的气液交界面，随着热负荷逐渐升高，毛细芯内部的气体比例逐渐增大，等效热

导逐渐增大，因此其漏热比例增大。热负荷继续增加，LHP 从重力驱动模式转变为毛细力-
重力驱动模式，加热功率的增加使其气体管线中滞留的液体减少，工质回流加快，毛细芯被

较好地润湿；同时，热量可以快速经由工质携带至冷凝器中释放，从而热泄漏呈现出下降的

趋势。

图 9 冷凝器长度为 608 mm 时三种重力姿态下热泄漏随热负荷的变化

3 结 论
本研究探究了冷凝器长度和重力姿态（顺重力姿态、水平姿态和逆重力姿态）对 LHP

的稳态性能的影响。主要结论如下：

(1) 在可变热导区，冷凝器长度对 LHP 操作温度的影响相差甚小；在固定热导区，

冷凝器越长，蒸发器温度越低。

(2) 在顺重力姿态，随着热负荷增大 LHP 依次呈现重力驱动模式和毛细力－重力共



同驱动模式。在高热负荷下重力对 LHP 的温度和热阻的变化很小。

(3) 随着冷凝器长度的增加，蒸发器向储液器的热泄漏逐渐增大。当 LHP 处于水平

和逆重力姿态时，热泄漏随热负荷的增大呈现先降低后缓慢增加或基本不变的

趋势。而当 LHP 处于顺重力姿态时，热泄漏随热负荷的增大先降低后减小。逆

重力时的热泄漏始终处于高位。
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摘 要：为了探究载体孔径大小对溴化锶（SrBr2）低温化学蓄热材料蓄放热性能的影响，采用浸渍法将 SrBr2

负载在不同孔径的纳米多孔碳（NCP）上制备多孔碳基复合材料。首先，通过 XRD、SEM 和 BET 对复合

材料的结构进行了表征，结果表明 SrBr2 成功负载在纳米多孔碳上，且随孔径增大更易负载在孔道内部。其

次，在恒温恒湿箱内进行了模拟静态吸附实验，研究结果表明，大孔径表现出更加优异的吸附性能，在 120

min 时， NCP50-SrBr2-35 复合材料的吸附容量为 0.658 g/g 是 NCP10-SrBr2-35（0.428 g/g）的 1.54 倍。在

水合平衡后，通过 TGA 测试了 SrBr2 和复合材料的脱附性能，结果发现 NCP50-SrBr2-35 复合材料具有最高

的单位蓄热密度达到 1198.62 kJ/kg，而 NCP10-SrBr2-35 的单位蓄热密度为 711.38 kJ/kg。最后，对不同孔径

复合材料的吸附行为进行了动力学分析，发现 NCP50-SrBr2-35 复合材料虽然具有最大的吸附容量和蓄热密

度但其动力学性能不佳，对不同孔径的选择需要对蓄放热容量和速率进行综合考量。该研究探讨了不同孔

径对复合材料吸附性能、蓄热密度和吸附动力学的影响，以期为后续研究提供一定参考。
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0 前言

化石能源日益枯竭和消费带来的环境问题成为制约经济社会可持续发展的主要问题。为

了解决上述问题，人们将目光转向可再生能源，如太阳能、工业余热废热等[1~3]。太阳能作

为永不枯竭的清洁能源，是最有希望代替化石燃料的能源[4]。我国拥有丰富的太阳能资源，

但是太阳能存在一些不可忽视的缺点，太阳能由于受到昼夜、气候、季节和地理位置的影响

导致太阳能系统输出极不稳定，无法满足用户的正常需求，因而限制了太阳能的应用[5~7]。

工业余热来源广泛，目前各行业余热总资源占燃料总消耗量的 17%-67%，可回收利用的余

热资源占总量的 60%[8]。但工业余热存在间歇性和分布不均匀的特点，限制了余热回收利用

的方法[9]。因此，迫切需要加强对可再生能源的利用，发展高效的蓄热技术来提高能源利用

率。蓄热技术包括显热蓄热、潜热蓄热和化学蓄热[9~11]，其中化学蓄热技术是利用化学反应

中的吸放热过程来实现热能的储存和释放。与显热蓄热和潜热蓄热相比，化学蓄热的能量储

存密度有数量级的提升，并且能够实现热能的长距离传输和长期储存，是 21 世纪最为重要

的储能技术之一[12]。

在化学蓄热材料方面，N’Tsoukpoe 等对 125 种盐进行了筛选，发现最有希望的盐是

SrBr2·6H2O、LaCl3·7H2O、MgSO4·6H2O[13]。Richer 等人对 308 种不同的无机盐进行热

力学理论分析以及可逆性、反应滞后和循环稳定性的实验分析，发现 SrBr2满足应用的所有

要求，是一种很有前途的材料[14]。SrBr2·6H2O 的热分解过程分为两步，首先是从六水变为

一水的过程，温度达到 89 ℃反应就能完全进行，这个温度使用太阳能集热器很容易能够达

到。当温度达到 180 ℃时一水合物完全脱水[15]。水合盐的热分解过程对应蓄热过程，水合

过程对应放热过程。蓄热体系反应原理简单，但在实际应用中，纯溴化锶存在一些问题。例

如，Jana Stengler[16]等人发现在经过多次循环后，SrBr2颗粒会凝聚成较大的多孔结构，从而

对 SrBr2的循环稳定性提出质疑。Fopah-Lele[17]等人发现 SrBr2在换热器中会出现结块和凝胶

状的问题。为了解决溴化锶循环过程中出现的团聚结块问题，近年来开展了许多研究，包括

将溴化锶通过浸渍的方法负载在硅胶[18~19]、蛭石[20]、天然石墨[21]、膨胀蛭石[22]上，使其形

成多孔复合材料。Emilie[18]等人开发了一种初始浸渍和连续浸渍/干燥两步骤合成的方法，使

溴化锶充分渗入硅胶孔隙的复合材料，指出材料介孔性可以确保高吸附性能和高循环稳定性，

但并没有对材料孔径进行更深一步的研究。Y.N.Zhang[20]等人指出基质能容纳的盐溶液体积

主要取决于孔径和孔体积，小孔材料往往会导致蓄热材料潮解问题，而大孔材料对于保持盐

溶液具有优异性能，但是在这项研究中并没有选出基体材料的最佳孔径。N.Yu[23]等人指出

溶液浓度和基体的孔结构是复合吸附剂性能需要考虑的两个关键因素，研究了两种不同孔径

硅胶对 LiCl 吸附能力的影响，得出大孔径在高盐浓度下更易负载盐晶体的结论。综上，将

蓄热活性组分填充或者负载于多孔载体之上，是强化反应体系整体传质效率的重要途径之一。

虽然近年来学术界围绕化学蓄热复合材料进行了一系列有益的探索，但是针对多孔载体孔径

对复合材料蓄放热性能影响并没有进行更深一步的研究，材料蓄放热性能与纳米碳载体孔径

的联系尚不明确。为了进一步推进水合盐热化学储热材料的实际应用，需要在开发高储热密



度且具有快速脱水/水合反应的高效水合盐储热材料等方面进行更加深入的研究。

纳米多孔碳（NCP）因其导电性强、循环寿命长、较高的比表面积以及丰富的孔隙度被

广泛的应用在电化学领域[24]，但尚未见在低温化学蓄热领域的研究报道。本研究以 NCP 为

载体材料，开发一种新型的 NCP-SrBr2 化学蓄热复合材料，揭示 NCP 孔径对复合材料蓄放

热性能的影响规律，以期为后续研究提供一定参考。



1 实验部分

1.1 复合材料的制备

制备复合材料所需的化学试剂包括溴化锶六水合物（SrBr2·6H2O，分析纯，99%，上海

源叶生物科技有限公司），纳米多孔碳（NCP，苏州动能新材料有限公司）。

本研究使用浸渍法进行材料的复合制备，制备工艺流程如下图 1 所示。具体步骤如下：

（1）先将 NCP 置于 200 ℃烘箱真空干燥 4 h；

（2）取 15 gSrBr2·6H2O 溶于 15 mL 去离子水，配置成质量分数为 35%的 SrBr2 溶液；

（3）取 1 g NCP（干燥完成）与步骤 2 中所得透明溶液进行混合，磁力搅拌，充分分

散后浸渍 12 h；

（4）对步骤 3 所得溶液进行真空抽滤，干燥、研磨获得复合材料，将干燥的产物置于

200 ℃烘箱真空干燥储存；

（5）将含有 15 g 的六水溴化锶的溶液分别与 1 g 孔径分别为 10 nm、30 nm、50 nm 和

100 nm 的 NCP 复合制备，并命名为 NCP10-SrBr2-35、NCP30-SrBr2-35、NCP50-SrBr2-35 和

NCP100-SrBr2-35。

图 1 复合材料制备工艺流程图

Fig.1 Process flow chart of composite material preparation

1.2 复合材料的性能表征

通过 X 射线衍射仪(荷兰，荷兰帕纳科公司，X’Pert PRO MPD)对 NCP-SrBr2 复合材料

进行物相分析。X 射线衍射仪工作电流为 40 mA，工作电压为 40 kV，扫描范围在 5°~ 80°，

扫描速度为 10°/min。材料孔结构参数使用比表面及孔隙度分析仪(美国，安东帕-康塔仪器

公司，Nova 4200e)进行测试。

通过对材料进行水合与水解实验可获得材料的蓄热性能。其中水合实验是在恒温恒湿箱

（北京，兰贝石恒温技术有限公司，Labonce-60CH）中利用精密电子天平（常州，奥豪斯

仪器（常州）有限公司，AX224ZH）进行静态称重的。在恒温恒湿箱温度 30 ℃，相对湿度



60%的条件下，取 0.1 g 左右材料放置于培养皿中摊平后进行 4 h 的水合实验，天平数据采

集的时间步长为 10 s。

通过同步热分析仪（瑞士，梅特勒-托利多公司，TGA/DSC3+）对材料的失重特性以及

蓄热密度进行分析。实验升温程序为：室温至 360 ℃，温升速率为 4 ℃/min，实验氛围及吹

扫气体均为 N2，流量为 30 mL/min。

2 结果与讨论

2.1 不同孔径 NCP 的结构表征

纳米碳基 SrBr2 复合材料以 NCP 为载体材料，采用不同孔径的 NCP 与 35%质量浓度的

SrBr2溶液浸渍，目的是找出一种具有应用价值的孔径结构，为后续研究提供实验支持。图

2 是 NCP、SrBr2及其复合材料的 XRD 图像，从图中可以看出复合材料与 NCP 的 XRD 图完

全一致，表明 NCP 的多孔结构完整的保留在复合材料中。4 种复合材料均出现 SrBr2的特征

衍射峰，证明 SrBr2 已经成功负载在 NCP 上。此外，可以看到 NCP10-SrBr2-35 和

NCP50-SrBr2-35 的特征衍射峰值强度较低，前者可能是因为小孔径导致 SrBr2 的负载量低后

者可能是因为部分 SrBr2 被浸渍入孔道内部，初步说明不同孔径载体材料对活性组分的负载

有很大影响。

图 2 NCP、SrBr2和不同孔径复合材料的 XRD 图

Fig.2 XRD plots of NCP, SrBr2 and composites with different pore sizes

选用 NCP 作为基体制备新型储热复合材料，本研究使用的 NCP 及其复合材料的 SEM

图像如图 3 所示。从图中可以看出不同孔径的 NCP 均呈现出一个蜂窝状，表面密集，大小

均匀的孔道。不同孔径 NCP 表面孔道的分布相似，孔道逐渐增大。这些孔道有利于活性材

料的储存以及水蒸气的运输，将 SrBr2牢牢束缚在孔道中，减少在蓄放热过程中溴化锶溶液

的泄露以及增大溴化锶与水蒸气的接触面积，可以有效提升蓄热材料的蓄放热容量和速率。

NCP10-SrBr2-35 复合材料的扫描电镜图如图 3(e)所示，表面可以清晰的看到有白色块状颗粒，

呈蜂窝状堆叠并保留了载体材料的部分多孔结构。NCP30-SrBr2-35、NCP50-SrBr2-35 和

NCP100-SrBr2-35 的扫描电镜图如图 2(f,g,h)所示，表面可以看到有白色块状颗粒均匀嵌入载

体孔道，呈多孔珊瑚状，孔道结构清晰可见，内部可见部分联通孔道。



图 3 四个型号的 NCP 和不同孔径复合材料的 SEM 图

Fig.3 SEM diagram of four models of NCP and composites with different pore sizes. (a,b,c,d)NCP10, NCP30,

NCP50, NCP100;(e,f,g,h) NCP10-SrBr2-35,NCP30-SrBr2-35,NCP50-SrBr2-35,NCP100-SrBr2-35

图 4(a)为系列纳米多孔炭的氮气吸附等温曲线。从图中可以看出系列多孔炭的氮气吸脱

附等温线都是Ⅴ型等温线，在相对压力较低时呈现出微孔吸附。随着相对压力的增加，系列

活性炭对 N2 的吸附量迅速增加，出现 H2 型回滞环，表明几种材料的孔结构中介孔占据主

导地位。图 4(b)为系列多孔碳复合材料的氮气吸附等温曲线，曲线类型仍符合Ⅴ型等温线。

曲线的形状类似但氮气吸附体积均下降，证明 SrBr2 被成功负载在纳米多孔碳上。结合图 5

可以看到系列纳米多孔碳的孔径分布成规律增大，NCP10 的孔径分布主要集中在 10 nm 附

近，NCP30、NCP50 和 NCP100 的孔径分布范围较广，主要集中在 30~100 nm 之间，且随

着孔径序号的增大孔径分布也逐渐增大。结合 SEM 图可以证明这批材料的孔径分布是可信

的。另一方面 NCP10-SrBr2-35、NCP30-SrBr2-35、NCP50-SrBr2-35 和 NCP100-SrBr2-35 的孔

径分布曲线面积均比系列纳米多孔碳材料的峰面积小，说明该范围内的孔数量减小，进一步

说明 SrBr2 被成功负载在纳米多孔碳的孔道上。



图 4 多孔碳系列材料（a）和系列复合材料(b)氮气吸附等温线

Fig. 4 Nitrogen adsorption isotherm of porous carbon series materials (a) and porous carbon series composites

(b)

图 5 多孔碳和系列复合材料的孔径分布图

Fig.5 Pore size distribution of porous carbon and series composites.(a)NCP10,NCP10-SrBr2-35.(b)

NCP30,NCP30-SrBr2-35.(c) NCP50,NCP50-SrBr2-35.(d) NCP100,NCP100-SrBr2-35



2.2 不同孔径 NCP 对水合盐蓄放热性能的影响

2.2.1 不同孔径 NCP 对水合盐放热性能的影响

SrBr2、NCP 和不同孔径复合材料的吸附动力学如图 6 所示，水合过程在 30 ℃，相对湿

度为 60%的条件下进行，可以看到 NCP 和复合材料的吸水量均先随孔径增大而增大，大孔

径的材料较小孔径材料能够获得更高的吸水量。

图 7 是纯 SrBr2 与不同孔径复合材料在 30 ℃、相对湿度为 60%的氛围下的水合转化率。

从图上可以看出，不同孔径复合材料的水合转化率都远高于纯 SrBr2。这是由于复合材料中

的孔道结构可以提高水蒸气与盐的接触面积提高水合反应的转化速率。NCP10-SrBr2-35、

NCP30-SrBr2-35 和 NCP50-SrBr2-35 的水合转化率依次降低。可能有两方面原因共同造成，

一方面随着负载率的增加，传质阻力增大导致水合转化率下降。另一方面 NCP 系列碳材料

的比表面积随孔径增大而减小，而较大的比表面积可以提高更大的反应接触面积。

NCP100-SrBr2-35 的水合转化率较 NCP50-SrBr2-35 出现增大的趋势，可能是因为 NCP100 的

孔径大，水蒸气在大孔的传质阻力小。

结合图 6 和图 7 可以看出吸附容量越大并不意味着水合转化率越高，NCP10-SrBr2-35、

NCP30-SrBr2-35、NCP50-SrBr2-35、NCP100-SrBr2-35 和 SrBr2 在 120 min 时的水合转化率分

别为 100 %、97.41 %、93.35 %、100 %和 85.99 %，而在 120 min 时的吸水量分别为 0.428 g/g、

0.597g/g、0.658 g/g、0.538 g/g 和 0.561 g/g。由此可见，吸附容量和水合转化率均受孔径调

控，一开始水合转化率随孔径增大而减小，但在大孔径的时候水合转化率又会有所增大。吸

附容量随孔径先增大后减小，在 50 nm 孔径处达到最大值 0.658 g/g。

图 6 SrBr2、不同孔径复合材料(a)和 NCP (b)的吸附动力曲线

Fig. 6 Adsorption kinetic curves of SrBr2, composites with different pore sizes (a) and NCP (b).



图 7 SrBr2 和不同孔径复合材料的水合转化率

Fig. 7 Hydration conversion rate of SrBr2 and composites with different pore sizes

2.2.2 不同孔径 NCP 对水合盐蓄热特性的影响

图 8 为达到水合平衡后的 SrBr2·6H2O 与不同孔径复合材料的热重曲线，复合材料的失

重台阶均大于纯 SrBr2·6H2O，说明复合材料储存了一定的盐溶液。此外，结合 SrBr2·6H2O

的两步脱水过程，第二步脱水在 120~200 ℃温度范围发生，排除盐溶液对 SrBr2负载率的干

扰。分析热重曲线的第二个失重台阶可以计算出不同孔径复合材料中 SrBr2 的负载率如表 1

所示：

�����2 =
247.43∗������2·�2�→����2
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（1）

� =
�����2
����

（2）

其中，������2·�2�→����2——第二失重台阶的失重量，由 tg 曲线可以得到。 g；

����——热重曲线剩余质量，由 tg 曲线可以得到。 g;

�����2——SrBr2质量， g；

�——复合材料中活性组分 SrBr2的负载率。

表 1 不同孔径复合材料中 SrBr2的负载率

Table 1 Load ratio of SrBr2 in composites with different pore sizes

样品 NCP10-SrBr2-35 NCP30-SrBr2-35 NCP50-SrBr2-35 NCP100-SrBr2-35

� 49.03% 64.04% 76.72% 66.88%

从热流密度曲线可以看出，复合材料的吸热峰较纯材料均向低温段前移，说明多孔碳作

为基体材料的复合材料适合于低温的热量储存。对吸热峰进行积分，纯 SrBr2·6H2O 的蓄热

密度为 690.17kJ/kg，NCP10-SrBr2-35、NCP30-SrBr2-35 、NCP50-SrBr2-35和 NCP100-SrBr2-35

的蓄热密度分别为 500.53 kJ/kg、603.54 kJ/kg、705.75 kJ/kg 和 622.61 kJ/kg，其中大孔径

NCP50-SrBr2-35 复合材料具有最大的蓄热密度，分别是 NCP10-SrBr2-35、NCP30-SrBr2-35

和 NCP100-SrBr2-35 的 1.41、1.17 和 1.13 倍，这与其水合吸附结果相吻合。根据 tg 计算单

位干物质的蓄热密度如图 9 所示，SrBr2·6H2O、NCP10-SrBr2-35、NCP30-SrBr2-35 、



NCP50-SrBr2-35 和 NCP100-SrBr2-35 的单位蓄热密度分别为 922.32 kJ/kg、711.38 kJ/kg、

979.93 kJ/kg、1198.62 kJ/kg 和 972.22 kJ/kg 可以看出大孔径复合材料单位蓄热密度均大于

SrBr2·6H2O 的单位蓄热密度,其中大孔径 NCP50-SrBr2-35 复合材料具有最大的蓄热密度，分

别是 NCP10-SrBr2-35、NCP30-SrBr2-35 和 NCP100-SrBr2-35 的 1.68、1.22 和 1.23 倍。

图 8 SrBr2·6H2O、不同孔径复合材料(a,c)及 NCP(b,d)的热重曲线

Fig. 8 Thermogravimetric curves of SrBr2·6H2O, composites with different pore sizes (a,c) and NCP(b,d).

图 9 SrBr2·6H2O、不同孔径复合材料(a)及 NCP(b)的蓄热密度

Fig. 9 Heat storage density of SrBr2·6H2O , composites with different pore sizes(a) and NCP(b).

对不同孔径复合材料进行进一步的分析，通过活性组分负载率来计算各个组分对平衡吸



附量和蓄放热过程的贡献。结果如图 10 所示

���,��� = 1 − � ∗ ��,���( � � ) （3）

���,���� = � ∗ ��,����( � � ) （4）

���,���� = �� − ���,��� − ���,���� ( � � ) （5）

其中��是复合材料的平衡吸水量， ��,���是纯 NCP 的平衡吸水量，��,����是纯盐的平

衡吸附量，�是 SrBr2·H2O 与复合材料的质量比。

���,��� = 1 − � ∗ ��,���( � � ) （6）

���,���� = � ∗ ��,����( � � ) （7）

���,���� = �� − ���,��� − ���,���� ( � � ) （8）

其中��是复合材料的总质量储热密度， ��,���是纯 NCP 的储热密度，��,����是纯盐的储热

密度，�是 SrBr2·H2O 与复合材料的质量比。

图 10 SrBr2·6H2O 和不同孔径复合材料各组分对吸水量(a)和蓄热密度(b)的贡献

Fig. 10 Contribution of SrBr2·6H2O and components of different pore size composites to water absorption(a) and

heat storage density(b)

SrBr2·6H2O 和不同孔径复合材料各组分的吸水量如图 10(a)所示，复合材料表现出优异

的吸附性能，超过了 SrBr2·6H2O。其原因在于多孔载体能够储存一定量的盐溶液，从而提

高复合材料的吸水量。复合材料储存盐溶液含量先随孔径增大而增大，在 NCP50 时达到最

大值 0.380 g/g，这是因为大孔径下能够储存更多的溶液。在 NCP100 时较 NCP50 储存的溶

液量减少可能是因为 NCP100 的孔径过大，造成孔口部分溶液泄露。SrBr2·6H2O 和不同孔径

复合材料各组分的蓄热密度如图 10(b)所示，复合材料蓄热密度先随孔径增大而增大，与吸

水量一致。

2.2.3 不同孔径 NCP 对吸附动力学的影响

吸附动力学的研究反映了吸附过程中吸附速率的变化，对不同孔径下的复合材料吸附动

力学进行探究，为开发一种新型的溴化锶碳基复合材料，揭示复合材料的孔径结构对蓄放热

性能的影响规律提供了理论性基础。

准一级动力学和准二级动力学是较为常见的用来描述吸附行为特点的模型[25]。通过对



NCP10-SrBr2-35、NCP30-SrBr2-35 、NCP50-SrBr2-35 和 NCP100-SrBr2-35 吸附水蒸气过程

的动力学模型的拟合，可以得出吸附速率的变化规律，解释不同孔径复合材料的放热过程。

主要方程为:

准一级动力学方程表达式：

���
��

= �1(�� − ��) （9）

其中，�1为准一级速率常数，(min-1)；t 为吸附时间(min)；

��、��分别为平衡时和 t 时刻的吸附量。

对上式积分：

ln �� − �� = ���� − �1� （10）

当 t=0，��=0；t=t，�� = ��时，可简化为：

�� = �� − ���−�1� （11）

准二级动力学方程表达式：

���
��

= �2(�� − ��)2 （12）

对上式积分：

�
��

= 1
�2��2 + 1

��
� （13）

其中，�2为准二级速率常数，(g·(g·min)-1)；t 为吸附时间(min)；

各个孔径复合材料的准一级动力学和准二级动力学模型拟合曲线如图 11(a)(b)所示，表

2 为不同孔径复合材料的准一级动力学和准二级动力学模型拟合参数。结合图表分析，复合

材料对水的吸附过程用准二级动力学比准一级动力学描述更为适合，准一级吸附动力学模型

描述的是吸附质和吸附剂两者之间范德华力的影响，体现物理吸附。而拟合度较高的准二级

吸附动力学模型包括了表面吸附和颗粒内扩散等吸附过程，能够较全面地反映复合材料的吸

附过程。这个吸附过程是物理和化学吸附同时发生且主要由化学吸附控制，即吸附速率主要

取决于复合材料中 SrBr2 的化学吸附作用。在准二级动力学模型中，速率常数随孔径增大呈

现先减小后增大的趋势，在 NCP50-SrBr2-35 处最小，这可能是因为 NCP 系列碳材料的比表

面积随孔径增大而减小，而较大的比表面积可以提高更大的反应接触面积。NCP100-SrBr2-35

的速率常数较 NCP50-SrBr2-35 出现增大的趋势，可能是因为 NCP100 的孔径大，水蒸气在

大孔的传质阻力小从而导致速率常数的增加。



图 11 (a)不同孔径复合材料的准一级动力学模型拟合图，(b)不同孔径复合材料的准二级

动力学模型拟合图

Fig. 11 (a) Quasi-primary kinetic model fit of different pore size composites, (b)

Quasi-secondary kinetic model fitting diagram of different pore size composites

表 2 不同孔径复合材料的准一级动力学和准二级动力学模型拟合参数

Table 2 Quasi-primary kinetics and quasi-secondary kinetic model fitting parameters of composites with

different pore sizes

样品
准一级动力学模型 准二级动力学模型

�� (g/g) �1 (min-1) �2 �� (g/g) �2 (g·(g·min)-1) �2

NCP10-SrBr2-35 0.426 0.074 0.993 0.462 0.259 0.985

NCP30-SrBr2-35 0.604 0.031 0.969 0.713 0.054 0.990

NCP50-SrBr2-35 0.687 0.027 0.982 0.834 0.036 0.998

NCP100-SrBr2-35 0.544 0.036 0.984 0.631 0.074 0.989



3 结 论

开发了一种由不同孔径的 NCP 和 SrBr2 制成的新型复合材料，揭示复合材料的孔径结

构对蓄放热性能的影响规律。通过对不同孔径复合材料的吸附容量、蓄热密度、吸附动力学

进行了分析和讨论。得到的主要结论如下：

（1） 吸附容量和水合转化率均受孔径调控，一开始水合转化率随孔径增大而减小，

但在大孔径的时候水合转化率又会有所增大。吸附容量随孔径先增大后减小，

在 50 nm 孔径处达到最大值 0.658 g/g。
（2） 复合材料蓄热密度随孔径增大先增大后减小，NCP50-SrBr2-35 复合材料具有最

大的单位蓄热密度 1198.62 kJ/kg，分别是 NCP10-SrBr2-35、NCP30-SrBr2-35 和

NCP100-SrBr2-35 的 1.68、1.22 和 1.23 倍。

（3） 复合材料对水的吸附过程用准二级动力学比准一级动力学描述更为准确，其吸

附过程是物理和化学吸附同时发生且主要由化学吸附控制，即吸附速率主要取

决于复合材料中 SrBr2 的化学吸附作用。在准二级动力学模型中，速率常数随

孔径增大呈现先减小后增大的趋势，在 NCP50-SrBr2-35 处最小。

（4） 不同孔径的复合材料中 NCP50-SrBr2-35 具有最大的吸附容量(0.658 g/g)和最高

的蓄热密度(1198.62 kJ/kg)但因其负载最多的 SrBr2导致其传质性能下降，动力

学性能表现不佳。对不同孔径的选择需要对蓄放热容量和速率进行综合考量。
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摘要：本文基于相场法通过 COMSOL 软件建立了质子交换膜电解水阳极扩散层两相流动的二维瞬态模型，

详细分析了氧气在扩散层两相流动中的运动状态，同时研究了液态水流速、接触角、表面张力等参数的影

响。结果表明，液态水流速的改变不影响多孔传输层中氧气输运路径，但影响气泡脱离多孔传输层及气泡

到达出口的时间；接触角对流域内氧气的输运具有双重作用；减小表面张力有利于氧气突破限制孔喉，能

够使催化层产生的氧气尽快离开扩散层，有效的提高电池性能。

关键词：质子交换膜电解水；阳极扩散层；相场法；氧气；两相流动

0 前言

近年来，氢气作为一种可再生能源的有效能源载体，引起了人们的广泛关注和使用[1]。

质子交换膜电解水制氢技术可以在高电流密度下工作，具有快速响应、紧凑设计和宽操作范

围等优点，被认为是极具发展潜力的制氢技术[2]。如何提高质子交换膜电解槽的制氢效率是

其商业化面临的主要问题之一。

在质子交换膜电解槽工作过程中，液态水通过多孔传输层(porous transport layer，PTL)

到达催化剂层并发生反应生成氧气和质子。氧气需要通过 PTL 进入流道进而被液态水带离

电池，如果无法迅速排出会造成氧气在 PTL 中的大量堆积，阻碍液态水通过多孔传输层到

达催化层，进而影响质子交换膜电解池中的电化学反应，降低电解池的制氢性能[3]。因此，

需要深入研究氧气在多孔传输层的输运机制，探索其影响因素，进而减小电解池的传质损耗，

提高制氢性能。Arbabi 等[4]建立了基于 OPENFOAM 的三维两相数值模型来模拟氧气在 PTL

中的输运，并使用 VOF 方法来捕捉清晰的气液界面。通过对氧气入口压力的分析，发现 PTL

中的临界喉道尺寸是影响氧气输送的关键因素。Vorhauer 等[5]将孔隙网络模型应用于高电流

密度下质子交换膜(proton exchange membrane，PEM)电解池阳极 PTL 两相流中氧和液态水

的侵入过程研究。研究表明，液体团簇会影响氧的反向传输。可以看出，不同的模拟方法被

用来探索 PEM 电解池阳极两相流动特性，相场模型(phase field model，PFM) 采用扩散界面

 基金项目：国家自然科学基金(52206274、52206205).大学生创新创业训练项目(202210069106)



避免了传统尖锐界面，能够可靠的跟踪两相之间的界面。Larimi 等[6]采用相场模型研究了流

道内进水速度对质子交换膜电解槽多孔输送层两相流动的影响，结果发现水流速导致两相流

在多孔介质中的不同路径。

为了探究氧气输运机理，本文利用 Matlab 生成随机分布的圆形纤维组成的网络结构以

简化实际的多孔介质，基于相场法通过 COMSOL 软件建立质子交换膜电解池扩散层耦合流

道的二维模型，详细分析了氧气在扩散层两相流动中的运动状态，同时研究了液态水流速、

接触角、表面张力等参数对氧气输运的影响。

1 物理及数值模型

1.1 物理模型

Arbabi 等[7]首次将近似方法应用于 PEMEC 多孔介质中氧的输运研究，并验证了其可

行性。本文使用近似方法利用 Matlab 生成随机分布的圆形纤维组成几何结构以简化实际的

多孔介质，其中生成圆直径为 30 μm，生成扩散层的孔隙率为 0.7。图 1 为阳极扩散层和流

道组成的二维模型的示意图。表 1 为计算区域的几何参数。

图 1 阳极扩散层和流道组成的二维模型的示意图

Fig. 1 Schematic representation of the 2D model consisting of anode diffusion layer and flow channel

表 1 几何参数

Table 1 Geometric parameters

参数 符号表示 值

流道长度 L 850 μm
流道高度 H1 100 μm

氧气入口宽度 Lin 30 μm
阳极扩散层长度 L1 360 μm
阳极扩散层高度 H2 200 μm
阳极扩散层长度 L2 360 μm

1.2 数值模型

二维两相流相场数值模型基于以下假设建立：（1）流体为不可压缩流体；（2）流动为层

流；（3）阳极扩散层中的壁面无滑移，接触角恒定；（4）流体的密度、动力粘度等热物性参

数均为恒定值，并不随温度的变化而发生变化；（5）氧气和液态水不混溶，忽略流动过程中



的蒸发和冷凝。

根据相场法和流体动力学的基本理论，采用通过界面张力耦合的 Cahn-Hilliard 方程和 N

avier-Stokes 方程来准确描述两相流体的流动状态。具体方程表达式如下：

Cahn-Hilliard 方程分为两个方程

��
��

+� ∙ �� = � ∙
��
�2+� ∙ �� = � ∙
��
�2+� ∙ �� = � ∙
��
�2 ��# 1

� =− � ∙ �2�� + �2 − 1 �# 2

其中，�为无因次相场变量；�表示流体速度，m·s-1；γ表示迁移率，m3·s·kg-1；λ表示混

合能量密度，N；ε表示界面厚度控制参数，m；�为相场辅助变量。

关于无因次相场变量�的具体表示为：

� �, � =
−1, 流体 1

−1 ≤ � ≤ 1, 两相界面过度区域 #
1， 流体 2

# 3

λ和ε满足以下表达式： � = 3��
8

# 4

公式(4)中σ为表面张力系数，单位是 N·m-1。

γ和ε之间满足以下等式：

γ = χε2# 5

公式(5)中χ为迁移率调整参数，m·s·kg-1。ε和χ是相场法的两个重要参数，ε的设定值应

与表面附近最大单元大约相同。χ在某种程度上决定了相场的扩散系数，它的值必须足够大

才能保证相场方程稳定，但又要足够小才能保证不会过度抑制对流项。

两相流相场法中，各流体的体积分数如下：

��,1 = 1−�
2

, ��,2 = 1+�
2

# 6

公式(6)中，下标 1 和 2 分别表示流体 1 和流体 2。在本研究工作中，流体 1 为氧气，流

体 2 为水。

Navier-Stokes 方程：

�
��
��

+ � �·∇ � = ∇· −�� + � ∇� + ∇�
�

+ ���# 7

∇·� = 0# 8

其中，ρ表示密度，kg·m-3；�表示压力，Pa；I 表示单位矢量；μ表示动力粘度，Pa·s；

Fst 表示作用在气液界面的表面张力，N·m-3。方程中流体的物性参数(ρ、μ)，可以通过下列



公式计算：

� = 1−� �1

2
+ 1+� �2

2
# 9
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2
+ 1+� �2

2
# 10

表面张力 Fst可以用以下公式表达： ��� = �∇� === �
�2 �∇�# 11

公式(11)中，G 表示化学能，J·m-3。

在数值模型中，壁面采用无滑移和润湿性的边界条件，即

� = 0# 12

�·�2∇� = �2 cos θ ∇� # 13

式中，�表示单位法线；θ表示流体与壁面的接触角。

1.3 基本参数和边界条件

表 2 数值模型的基本参数

Table 2 Basic parameters of the numerical model

参数 符号表示 值

温度 T 333 K
工作压力 P 0 atm
氧气密度 ρ1 1.2999 kg·m-3

氧气动力粘度 μ1 1.919×10-5 Pa·s-1

液态水密度 ρ2 983.2 kg·m-3

液态水动力粘度 μ2 0.466×10-3 Pa·s-1

氧气入口速度 uin 0.1 m·s-1

阳极扩散层和流道为同一个计算域，初始状态下液态水的体积分数为 1，即流域内充满

液态水。氧气和水通过速度入口进入流域，通过压力出口流出。圆形纤维被定义为接触角固

定的壁面。表 2 为数值模型的基本参数，表 3 为不同设计案例所采用的参数。

表 3 模拟设计的不同参数

Table 3 Different parameters of the simulated design

参数 Case uw (m·s-1) θ (º) σ (N· m-1)

液态水流速(uw) ① 0.3,0.5,0.7 30 0.066

接触角(θ) ② 0.3 30,50,70 0.066
表面张力(σ) ③ 0.3 30 0.042,0.054,0.066

1.4 模型验证

为了验证模型的准确性，本研究通过数值模拟分别截取了在 0.2 s、0.4 s 和 0.6 s 下氧气

入侵阳极扩散层的图像与 Arbabi[4]等的实验进行对比，如图 2 所示。模型中有关的几何和物

理参数与实验一致，其余参数和边界条件设置均采用本研究中的参数。在图 2(a)中，黑色团

块代表气体，灰色代表液体。在图 2(b)中，红色表示气体，蓝色表示液体。对比可以看出阳



极扩散层中氧气泡的膨胀速度和穿透时间基本一致。因此，所建立的数值模型和求解方法可

以应用于 PEM 电解水阳极扩散层中氧气输运的模拟。

t=0.2s t=0.4s t=0.6s
图 2 气体入侵 PTL 的图像. (a)实验研究[4] (b)本文数值模拟结果

Fig. 2 Images of gas intrusion into the PTL. (a) Experimental study [4] (b) Numerical simulation results in this

paper

1.5 网格无关性验证

为了在合理的计算时间内达到正确的数值精度，进行了网格无关性验证。本研究采用非

结构化自由三角形网格，选取了不同网格单元数、时间为 4 ms 时氧气入口中心压力的变化

值作为独立性验证条件，如图 3 所示。

图 3 网格无关性验证

Fig. 3 Verification of grid-independence

图中网格数依次是 24514、33806、47498、70454、140406，对比不同网格数量模型所

求解的结果，最后选取了网格数为 47948 的非结构化自由三角形网格进行模拟计算。



2 模拟结果分析

2.1 氧气的输运路径分析

图 4 氧气在流域内的输运过程

Fig. 4 Oxygen Transport Processes in Watersheds

对不同时间液态水及氧气的分布情况进行了二维绘图，如图 4 所示，整个计算过程氧气

入口中心压力和流域内氧气体积分数变化，如图 5(a)和图 5(b)所示。当氧气进入到扩散层后

会逐渐积累，但周边的圆形纤维会对其运动产生阻碍作用，随后氧气入口中心压力逐渐增大，

直到氧气能够突破圆形纤维所组成的孔喉，突破后氧气入口中心压力急剧下降，氧气进入下

一个累积空间，氧气入口中心压力逐渐上升，这是因为氧气在 PTL 中输运主要受到毛细力

的影响，氧气在突破限制喉部时受到的毛细力变大，完成突破后进入较宽空间，受到的毛细

力变小。随着氧气的累积继续突破孔喉，氧气在扩散层中的运动重复着上述过程，如图 4(a)、

图 4(b)、图 4(d)所示，其压力变化图如图 5(a)中红色圆圈标记的氧气入口中心压力的最大点。

氧气在 PTL 内的不断突破能够优化选择最容易突破的路径，因此可能出现突破某个限

制孔喉进入新的累积空间后其孔喉阻力更大，需要在上一个突破孔喉周边重新进行突破，如

图 4(c)、图 4(d)所示，形成了氧气路径突破过程中的分支，而当氧气突破 PTL 最后一个限制

孔喉进入流道后，原有分支中的氧气逐渐汇入氧气突破的主干路径，如图 4(d)、图 4(e)和图

4(f)所示。

氧气突破最后一个限制孔喉进入流道后会附着在 PTL 表面逐渐增大，最终在液态水的

作用下脱离并离开流道。从图 5(b)可以看出，随着氧气的注入，流域内氧气的体积分数在

t=8.05 ms 时达到最大值，为 0.115，随后流道内的氧气随液态水排出 PEM 电解池，在 t=8.43

ms 时完全排出，流域内氧气体积分数为 0.066。比较图 4(c)和图 4(h)，可以发现两个时间节



点 PTL 内氧气输运路径几乎一致。结果表明，氧气首次突破后其输运路径固定，后续氧气

突破过程具有重复性，因此流域内氧气入口中心压力和体积分数呈现周期性波动。

图 5 (a)氧气入口中心压力随时间的变化 (b)流域内氧气体积分数随时间的变化

Fig. 5 (a) Oxygen inlet center pressure as a function of time (b) Oxygen volume fraction in the basin as a function

of time

2.2 液态水流速对两相流动中氧气输运的影响

图 6 t=6.7 ms 时不同液态水流速下流域内氧气的输运状况

Fig. 6 Oxygen transport in the basin at different liquid water flow rates at t = 6.7 ms

图 7 (a) 不同液态水流速下氧气入口中心压力随时间的变化 (b) 不同液态水流速下流域内氧气体积分数随

时间的变化

Fig. 7 (a) Oxygen inlet center pressure versus time for different liquid water flow rates (b) Oxygen volume fraction

in the basin versus time for different liquid water flow rates

图 6 为 t=6.7 ms 时不同液态水流速下氧气在流域内的输运状况，可以看出，随着液态水

流速的提高，氧气泡越接近流道出口，同时流道内部氧气泡体积越小，PTL 内部存留氧气越

多。这是因为随着液态水的流速越大，附着在 PTL 表面的氧气泡受到的拖拽力也就越大，



导致氧气泡能够以较小体积脱离 PTL，并快速的排出 PEM 电解池。

图7(a)和图7(b)分别是不同液态水流速下氧气入口中心压力和流域内氧气体积分数随时

间的变化。以氧气首次突破阳极扩散层最后一个孔喉的时间节点为基准,可以发现，从氧气

开始侵入扩散层到突破最后一个孔喉(t<5.58 ms)，不同液态水流速下氧气入口中心压力和流

域内氧气体积分数保持一致，即液态水流速对氧气在扩散层中的输运过程没有影响；氧气突

破最后的限制喉部后(即 t>5.58 ms)，随着液态水流速增大，氧气受到更大的拖拽力，氧气以

更小的体积脱离 PTL 进入流道。随着氧气突破主干路径的形成，氧气入口中心压力和流域

内气体体积分数开始呈现周期性变化，液态水流速越大，其周期性变化的时间越短。因此，

液态水流速的增加对 PTL 中氧气突破路径没有影响，但能促进氧气脱离 PTL 和离开电解池。

2.3 接触角对两相流动中氧气输运的影响

图 8 (a) 不同接触角下氧气入口中心压力随时间的变化 (b) 不同接触角下流域内氧气体积分数

随时间的变化

Fig. 8 (a) Variation of oxygen inlet center pressure with time for different contact angles (b) Variation

of oxygen volume fraction in the basin with time for different contact angles

图 9 接触角为 70、t=11.3 ms 时氧气的输运图

Fig. 9 Oxygen transport at a contact angle of 70 and t=11.3 ms

图8(a)和图8(b)分别表示不同接触角下氧气入口中心压力和流域内氧气体积分数随时间

的变化。随着接触角的减小，1）氧气入口中心压力增大；2）氧气输运路径稳定后周期性变

化时间减小；3）氧气体积分数变化转折点提前；4）流域内氧气体积分数减小。这是因为接

触角减小，其亲水性增加，液态水更容易侵入 PTL，且与多孔介质的接触面积增大，占据狭

窄喉部，造成氧气突破孔喉所需的压力增大；而接触角增大虽然会降低所需要的压力，但会

造成氧气突破最后一个孔喉后脱离 PTL 的困难。如图 9 所示，图为接触角为 70、t=11.3 ms



时氧气的输运图，可以发现 PTL 中的氧气输运的支路并未消失减小并入主干路径中，流道

中的氧气泡粘附在后面的扩散层上并持续增大，造成流域内氧气体积分数的持续增大。因此

接触角对氧气在 PTL 传输的影响是双重的，需要选择合理的接触角。

2.4 表面张力对两相流动中氧气输运的影响

图 10 (a) t=5 ms 时不同表面张力下氧气突破限制孔喉图像 (b) 不同表面张力下氧气入口中心压力随时间的

变化 (c) 不同表面张力下流域内氧气体积分数随时间的变化

Fig. 10 (a) Oxygen breakthrough restriction orifice throat images at different surface tensions at t=5 ms (b) Oxygen

inlet center pressure versus time at different surface tensions (c) Oxygen volume fraction in the basin versus time

at different surface tensions

磁场预处理液态水能够减小电解池中的传质损耗[8]，而液态水经过磁场处理后其表面张

力发生改变[9]，因此本节探究表面张力对质子交换膜电解池阳极扩散层氧气输运的影响。

图 10(a)为 t=5 ms 时不同表面张力下氧气突破限制孔喉图像。可以发现，在表面张力较

小的情况下，氧气更容易突破限制孔喉，但表面张力的改变并未对氧气突破路径产生影响。

图 10(b)和图 10(c)为不同表面张力下氧气入口中心压力和氧气体积分数随时间的变化，

结合图 10(a)可以发现虽然表面张力越小氧气更容易突破，但在给定边界条件下，氧气输运

及突破过程相差并不大，其最明显的区别在于氧气入口中心压力，取 7.1 ms 左右，表面张

力为 0.042 N/m 和 0.066 N/m 时突破最大孔喉时所需的压力分别为 3875 Pa 和 6024 Pa。这是

因为表面张力阻碍氧气的突破，当减小表面张力后突破所需要的压力减小。因此结合电解池

运行实际情况，通过磁场预处理液态水减低其表面张力，在相同电流密度下，氧气更容易突

破扩散层并被液态水带离电解池，可以降低传质阻力，有效提高电解池制氢性能。



3 结 论

本文基于相场法通过 COMSOL 软件建立了质子交换膜电解水阳极扩散层两相流动的二

维瞬态模型，详细分析了氧气在扩散层两相流动中的运动状态，同时研究了液态水流速、接

触角、表面张力等参数对氧气输运过的影响。得出以下结论：

（1） 氧气在 PTL 中的突破受到毛细力影响，突破喉部时压力增大，突破后氧气进入较

宽空间，压力下降；当氧气突破 PTL 最后一个孔喉时，不会立刻脱离 PTL 表面，

氧气泡会不断增大最后在流道内液态水的作用下脱离并离开流道。在氧气泡第一次

离开 PTL 表面后，PTL 内部形成一条稳定的氧气传输路径。

（2） 液态水流速的改变并不会影响 PTL 中氧气输运路径，但提高液态水流速可以使气

泡更早的脱离 PTL 并缩短气泡到达出口的时间。

（3） PTL 需要选择合适的接触角，过小会使氧气突破孔喉所需压力增大，过大又会造成

氧气脱离 PTL 的困难。

（4） 减小表面张力有利于氧气突破限制孔喉，能有效的降低传质阻力，提高电池性能。

参考文献

[1] Ma Z, Witteman L, Wrubel J A, et al. A comprehensive modeling method for proton exchange membrane

electrolyzer development. International Journal of Hydrogen Energy, 2021, 46(34): 17627-17643.

[2] Yang G, Mo J, Kang Z, et al. Additive manufactured bipolar plate for high-efficiency hydrogen production in

proton exchange membrane electrolyzer cells. international journal of hydrogen energy, 2017, 42(21):

14734-14740.

[3] Lee C H, Banerjee R, Arbabi F, et al. Porous transport layer related mass transport losses in polymerelectrolyte

membrane electrolysis: a review International Conference on Nanochannels, Microchannels, and

Minichannels. American Society of Mechanical Engineers, 2016, 50343: V001T07A003.

[4] Arbabi F, Montazeri H, Abouatallah R, et al. Three-dimensional computational fluid dynamics modelling of

oxygen bubble transport in polymer electrolyte membrane electrolyzer porous transport layers. Journal of The

Electrochemical Society, 2016, 163(11): F3062.

[5] Vorhauer N, Altaf H, Tsotsas E, et al. Pore network simulation of gas-liquid distribution in porous transport

layers. Processes, 2019, 7(9): 558.

[6] S. Z. Hoseini Larimi,A. Ramiar,Q. Esmaili,R. Shafaghat. The effect of inlet velocity of water on the two-phase

flow regime in the porous transport layer of polymer electrolyte membrane electrolyzer. Heat and Mass

Transfer,2019,55(7).

[7] Arbabi F, Kalantarian A, Abouatallah R, et al. Feasibility study of using microfluidic platforms for visualizing

bubble flows in electrolyzer gas diffusion layers[J]. Journal of Power Sources, 2014, 258: 142-149.

[8] Li K, Zhang H, Zheng X, et al. Hydrogen Production by Water Electrolysis with Low Power and High

Efficiency Based on Pre-Magnetic Polarization. Energies, 2022, 15(5): 1878.

[9] 刘剑术. 磁场对水的表面张力及其沸腾特性的影响研究: [硕士论文]. 山东: 山东大学, 2021.

Liu Jianshu. Study on the effect of magnetic field on the surface tension of water and its boiling

characteristics: [M.S. Thesis]. Shandong: Shan Dong University, 2021



中国工程热物理学会 学科类别

学术会议论文 编号：233158

基于强迫对流的单向流动式光热蒸发结构

张垚鑫

上海交通大学中英国际低碳学院，上海，201306

Tel:18521080775, Email:zhangyaoxin@sjtu.edu.cn

摘要：主流的漂浮式光热界面蒸发器因界面热局域效应与水盐输运不平衡等原因，存在蒸发界面盐污

染的问题，从而阻碍其在长期海水蒸发淡化中的应用。不同于以扩散为主要输运方式的漂浮式蒸发器，

本文介绍了一种基于强迫对流的单向流动式光热蒸发结构，实现了可靠耐盐性能与长时间稳定蒸发。

该结构可同时具有高达 91%的均值蒸发效率，克服了扩散机制下大通量水盐交换与高值热转换效率难

以兼顾的难题。

关键词：光热界面水蒸发，海水淡化，水盐输运，热质调控，强迫对流

0 前言

提升太阳能到蒸汽的转化效率一直是光热界面蒸发领域研究的重点。在材料方面，

多类具有全光谱（250-2500nm）太阳能吸收的微纳吸收体材料相继被报道[1]，超高的光

吸收（吸光率>98%）为蒸发效率的突破提供了理论支持。在蒸发器结构的设计与优化方

面，热管理策略进一步降低了以传导为主的热损耗，最终使>90%的光热蒸发效率成为现

实[2]。然而，高蒸发效率在海水光热蒸发体系中往往难以维持。这是因为，高能效带来

的高蒸发速率（单位：kg m-2 h-1）会加速海水中盐分在吸收体表面的析出、聚集，形成

盐污染并阻断后续的蒸发。具体而言，盐离子本身在水溶液中具有极低的扩散系数（以

NaCl 为例：1.99 x 10-9 m2 s-1），在低维水传输与隔热体系中，盐扩散具有通路少、距离

长的劣势，对流作用且不明显，导致其无法及时回流到水体[3]，最终在吸收体表面达到

饱和并形成沉淀，导致蒸发器失效。不难看出，以牺牲输运通量为代价的高效率海水蒸

发器注定无法长期稳定运行。

提升水盐输运从而强化扩散机制的策略可有效避免漂浮式蒸发器的界面盐污染问

题，如采用在木质蒸发器上打孔的方式[4]。然而，热质传递的高度耦合使大通量水盐传

输的耐盐蒸发结构难以维持蒸发界面的高度热局域化，因此这类结构在水盐交换、回流

的过程中易产生较多的热损，导致稳态下蒸发效率往往受限，难以有进一步的突破。

在经典流体力学中，盐在多孔介质共有两种主要的传输方式，即扩散过程和对流过

程。鉴于多孔光热界面多相共存的复杂关系，国内外研究学者对多孔光热蒸发界面的盐

离子传输机制大多仅限于扩散方式，对于对流的探索相对较少[5]。本文从强迫对流的角

度出发，提出并探讨了一种单向流动式光热界面蒸发结构，结果表明强迫对流水传输的

方式可以兼具蒸发界面的耐盐稳定性与高值蒸发效率（91%）。

1 结构设计



设计了如图 1a 所示的单向流动式蒸发结构，并采用了光吸收率高达 97%的金属有

机框架（MOF）-衍生碳为光吸收体材料开展研究。其中，单向流的驱动力来自于左右容

器的水头差（ΔH），海水自发在芯吸介质中从左端流向右端，吸收体材料置于中间位置。

在水流通吸收体的过程中产生光热水蒸气，与此同时，蒸发器内部中的海水被浓缩，盐

浓度逐渐提高。因此，仅需使出水端的盐浓度低于盐结晶线即可保障蒸发器表面不会产

生盐沉积（图 1b）。

图 1. a 单向流动式光热蒸发结构示意图与装置照片；b 耐盐机理示意图

2 材料合成与表征

本工作采用的蒸发器材料根据图 2a 给出的合成路径制备获得，即在碳布基底上原位

生长了一层 MOF-衍生碳材料（MC-NFAs）。相较于碳布基底纤维光滑的表面，MC-NFAs
具备致密有序的介孔结构（图 2b）。因此，在上述微纳结构对光的限域作用下，MC-NFAs
在全光谱范围内表现出 97%的光吸收性能，而碳布基底仅有 90%左右的光吸收值。此外，

由于其自身优良的导热性，MC-NFAs 可以实现快速的光热响应与温升效果，标准光照下，

其表面温度可以在 2 分钟内达到稳定值（图 2c）。以上结果表明，MC-NFAs 展现出了巨

大的光热应用潜力。

图 2. a 材料合成示意图；b 光吸收体微纳结构数码照片与电镜图；c 光吸收与温度数据



3 蒸发性能分析

在标准的模拟太阳光（1 kW/m2，AM 1.5G）下，上述蒸发结构实现了长时间的稳定

运行。实验结果表明，至少在 100h 内光热界面维持了极为稳定的蒸发表现（图 3a），且

吸收体表面并没有观察到盐结晶（图 3b），充分验证了基于强迫对流的单向流结构具有

出色的抗盐污染特性。结果还表明，该结构实现了 91%的蒸发效率，远高于常规扩散主

导的漂浮式蒸发器的性能，分析其能量分布图后可以总结出以下两点原因：1）吸收体完

全避免了与水体的直接接触，因此该体系的热传导损耗几乎为 0；2）流体带走的热量有

限。因此，单向流动式蒸发结构可以兼具高值蒸发效率与耐盐稳定性。

图 3. a 长循环蒸发测试；b 蒸发器在 100h 循环前后的照片；c 蒸发界面能量分布图

4 机理分析与几何优化

为完全保障蒸发界面的耐盐特性，本文对系统的关键参数开展了进一步探讨，从而

揭露其耐盐机理。由于ΔH 决定了海水流体在蒸发器内部的流速，提升ΔH 将提高流速，

出水端的盐浓度则会降低，蒸发界面盐污染发生的可能性就越低，因此，在工况（如初

始盐浓度）确定以及蒸发器几何参数一定的情况下，存在一个最小ΔH 确保盐结晶不会

发生，这一最小ΔH 会随着初始盐浓度的提高而提升。如图 4a 所示，同样的条件下（例

如ΔH=3cm），常规盐浓度（3.5 wt%）的海水可以实现耐盐蒸发，但在高浓度海水下（10
wt%）出水口处的盐浓度已经达到饱和值。

相应的，在长度方面蒸发器无法做到无限长并存在一个最大值。这是由于，盐浓度

沿长度方向升高，并将最终达到饱和极限。这一极限值可根据单位面积的蒸发速率与流

体的保水量获得。初始盐浓度同样对其有决定作用，初始盐浓度越低，那么长度极限值

则越高（图 4b）。
在蒸发器的几何构型方面，探讨了芯吸介质与吸收体材料尺寸的匹配问题。以图 4c-d

中所示，如果芯吸介质宽度明显小于吸收体宽度，CFD 模拟与实验测试均表明，盐分依

旧会沉积在吸收体的角落位置。为此，我们需要对芯吸介质与吸收体的几何构型进行合



理优化，从而完全避免盐结晶的出现。在这一过程中，模拟工具可以有效地发挥指导作

用。

图 4. a 不同工况下对临界ΔH 的探讨; b 对蒸发器极限长度的研究；c 不同几何构型下的盐浓度分

布模拟数据图；d 宽构型下盐结晶的实验验证

5 其他优势

除耐盐特性与高效率的优势外，单向流动式光热蒸发结构还具有以下独特的优势：

1）防生物淤积。以多孔芯吸材料（如无纺布）为介质的单向流本身也是一种自发

的过滤过程，因此，入水端可以实现对水生微生物（如微米级的小球藻）的有效过滤，

从而防止长期运行过程中水体对吸收体材料的生物污染（图 5a）。

图 5. a 以小球藻为例，单向流动式光热蒸发结构具有过滤与防生物淤积的功效；b 该结构可以适配与各

类平面二维吸收体材料；c 单向流动式光热蒸发结构可同时兼容于多级光热蒸发装置



2）普遍材料适用性。不难看出，单向流动式光热蒸发结构可以适配与各类平面二

维吸收体材料（图 5b）。
3）兼容多级光热蒸发装置。单向流动式设计可同时兼容于多级光热蒸发装置，而

且改装过程较为简单，仅需将芯吸介质延申出蒸发区域即可（图 5c）。

6 结论

主流的漂浮式光热界面蒸发器因其内部水盐迁移受扩散机制主导，而面临着严重的

界面盐污染问题，强化水盐输运可以避免该问题，但无法兼具高效率。鉴于此，本文从

强迫对流的研究思路出发，构建了一种单向流动式光热界面蒸发结构。该结构实现了稳

定可靠的耐盐性能，并同时取得了 91%的蒸发效率。此外，该结构具有防生物淤积兼容

多级装置等优势，进一步强化了其应用前景与范围。本文成果将对流机制引入光热界面

蒸发领域，为基于该输运机制的后续研究奠定了理论基础。
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摘要：本文通过外电场来强化物质传输和提升热再生电池性能，研究了不同电场方向和强度对电池性

能及效率的影响。结果表明，施加负电场（由阴极指向阳极的电场）强化了阴极反应物和阳极产物的

传输，电池性能提升了 20.8%。提升电场强度后发现电池的最大功率、产电电量及能量密度和热效率

不断下降，这主要是由于进一步增加电场强度对阴极反应物和阳极产物的传输强化提升有限，但对阴

离子跨膜传输的抑制作用增强，导致电池欧姆内阻增大。

关键词：热再生氨电池，外电场，物质传输，最大功率

0 引言
工业生产中约 60%的能量以废热的形式排放，其中超过 50%是低温废热[1, 2]。有效

回收低温废热可以提高能源利用率实现节能减排，促进“碳中和”和“碳达峰”[3, 4]。目前利

用低温废热进行产电的技术主要有：有机朗肯循环系统发电技术(Organic Rankine Cycles，
ORCs)[5, 6]、热电化学电池(Thermoelectrochemical cells, TECs)[7]、热渗透能量转换产电技

术 (Thermo-osmotic Energy Conversion, TOEC)[8] 和 热 再 生 电 化 学 循 环 (Thermally
Regenerative Electrochemical Cycles, TRECs)[9]等。但是以上技术均存在成本高，系统复

杂等问题，限制了它们的实际应用[10]。近期，有学者提出了反应条件温和，构建成本低，

产电效率高的热再生氨电池（Thermally Regenerative Ammonia-based Batteries， TRAB）
[11]。TRAB 利用低温废热使产电后的阳极废液中的铜氨络合物破络合，实现电解液活性

物质的热再生，并将其应用于下一个批次的产电循环，其产电工作原理如图 1a 所示。

TRAB 作为一种将低温废热转换为电能的新型热电转换系统，引起了广大学者的关注。

自 2015 年 TRAB 被提出以来，许多学者为了提高其实用性进行了产电性能强化等

方面的研究。Zhang[11, 12]等首先验证了 TRAB 产电及热再生的可行性，并在此基础上探

究了温度对 TRAB 产电性能的影响。之后的很多学者通过优化电极结构和改变活性物质

实现了 TRAB 产电性能的提升。Zhang 等[13]以三维泡沫铜替代铜片电极，并探究了不同

氨浓度对 TRAB 性能的影响。考虑到氨腐蚀铜电极骨架的现象，Shi 等[14]提出了 Cu/Ni
电极以提高电极产电稳定性和阳极库伦效率。在此基础上，Chen 等[15]基于生物质衍生

谈构建分级多孔复合电极提升了电极比表面积，进一步优化了 TRAB 的产电特性。由于

活性物质氨对电极的腐蚀会导致 TRAB 库伦效率的下降，因此 Mohammad 等[16]以乙二
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胺替代氨作为配体，使电池的最大功率密度和库伦效率得到大幅提升。此外，还提出并

证明了银-碳电极在 TRAB 中优异的可逆性，实现了 100 次稳定放电循环[17]。Wang 等[18]

提出了铜-锌电极实现了热再生电池开路电压和功率密度的大幅提升。Sunny 等[19]以乙腈

替代氨作为活性物质，利用有机溶剂中的铜乙腈络合反应显著强化了热再生电池的开路

电压和功率密度。此外，李洞等[20]构建了非水系纳米流体热再生液流串联电堆并研究了

操作参数对电堆性能的影响，为面向放大化与实际应用提供借鉴。

此外，传质也是影响 TRAB 产电性能的关键因素，主要包括反应物向电极内的传输、

产物向电极外的传输以及离子跨膜传输，尤其是采用具有高比表面积的多孔电极后，电

极内传质阻力增大，这有可能限制电池电化学反应的进行。为此，研究学者提出构建流

动式反应器、梯度孔及可渗透电极和提升反应物浓度等来强化电极内物质传输，提升了

TRAB 产电性能[21-23]。此外，离子跨膜传输也极大影响 TRAB 欧姆内阻[24]。目前关于

TRAB 传质强化的研究主要集中在反应器结构和反应物的浓度方面，提升反应物浓度或

者电解液流速能够有效强化电极界面物质传输[23, 25]。然而，提升反应物浓度势必会牺牲

电解质浓度，这一定程度上会增加离子传输阻力。同时，TRAB 存在氨渗透现象会导致

电池性能下降，而提升阳极氨浓度或增大电解液流量可能会加剧氨渗透。为此，本文提

出引入外场作用来调控反应物及离子的传输，电场可以增强离子的扩散速率，从而到达

强化传质的作用。分析可知，TRAB 中主要离子传输包括阴极反应物 Cu2+向电极内部扩

散，阳极产物 Cu(NH3)42+由电极内部向外传输，电解质中 SO42-跨膜传输。当施加外电场

作用后，不同离子会受到电场力作用而强化或弱化定向传输，电场方向和不同电场强度

对离子传输均有较大影响（图 1b）。通过研究施加外电场对电池内离子传输的影响规律

有望进一步提升电池性能。

本文提出外电场强化 TRAB 内离子传输来提升 TRAB 产电性能，通过在阳极施加

电压来研究电场方向和电场强度的影响规律，获得最佳外电场方向，并进一步研究了电

池强度对电池最大功率密度、产电特性、放电效率及热效率的影响规律。

1 实验材料及方法
1.1 TRAB 构建及运行

图 1 TRAB 工作原理（a）及外电场下作用下物质传输（b）



本研究采用内置圆柱腔室（半径 1.5 cm，长度 2 cm）的 Cubic 反应器（亚克力材料，

容积 15 cm3），分为阴极腔室和阳极腔室，并采用阴离子交换膜（Anion Exchange
Membrane, AEM）将其隔开。反应器通过螺栓（直径 5 cm）固定。为了防止漏液，阴阳

极腔室、端板和 AEM 之间铺垫硅胶垫片。阴阳极电极均为 3 mm 厚，直径为 3 cm 的泡

沫铜。阴极液为 2.5 mol/L (NH4)2SO4与 0.1 mol/L CuSO4•5H2O 的混合溶液，加入 1 mol/L
的 NH3•H2O 构成阳极液，并依此形成阴阳极电势差。阴阳极电势测试过程中，采用

Ag/AgCl 参比电极(0.211 V vs . SHE)检测阴极电势。相关实验均在恒温室（25 oC）内，

电解液无流动的条件下进行。采用电源施加不同电场方向和不同电场强度的外电场。

1.2 测试及方法

利用数据采集仪（Agilent 34970）和精密电阻箱对 TRAB 进行极化性能测试，电池

电压稳定时为 TRAB 的开路电压。之后利用精密电阻箱调控外加电阻，记录各电阻对应

的电压得到 TRAB 的极化曲线和功率曲线。TRAB 的功率计算公式：P(W)=UI。放电测

试均采用恒电阻（4 Ω）放电，每 30 秒钟记录一次外部电阻上的电压。测试电压区间为

工作电压到 20 mV。放电过程中的总放电量的计算公式：Q= Idts� ，其中 I 是放电电流，

ts为放电时间。TRAB 的能量密度计算公式：E= UIdts/V� ，其中 V 指的是 TRAB 中反应

腔室的体积。

TRAB 的放电效率计算公式基于阴极电解液 Cu2+完全反应，计算公式：ηd =
Q/2CiVcF，其中 Ci (0.1 mol/L)是铜离子的初始浓度，Vc (0.015 L)是阴极腔室的体积，为

F为法拉第常数（96485 C/mol）。ηd的值表示TRAB的放电效率。热效率计算公式：ηt=E/H，

其中 E 代表热再生电池的能量密度，H 代表理论计算热再生过程需要耗费的热能。假定

热再生过程中阳极废液进口温度为 T1（K），再沸器温度为 T2（K），卡诺效率（ηc）计

算公式：ηc=1-T1/T2。相对卡诺效率（ηr,c）的计算公式为：ηr,c =ηt/ηc。

2 结果与讨论
2.1 电场方向对电池性能的影响

图 2 不同电场方向下功率曲线和极化曲线（a）及阴阳极电势曲线（b）

为探究不同电场方向对热再生氨电池产电性能的影响，分别设置正电场（阳极指向

阴极的电场方向）和负电场（阴极指向阳极的电场方向），对热再生氨电池进行了极化

性能测试并监测其阴阳极电势，结果如图 2 所示。由图 2a 可知，外加正电场时 TRAB



的最大功率为 17.1 W，相较于无电场条件（17.8 W），性能反而下降了 4%。这主要是因

为，虽然正电场强化了 SO42-的跨膜传输，但是阴极反应物 Cu2+在电场力驱动下远离电

极表面，使阴极界面反应物浓度降低，限制了阴极反应。同时阳极产物 Cu(NH3)42+在电

场力的驱动下滞留在阳极电极内，导致阳极界面 Cu(NH3)42+的浓度升高，抑制了阳极反

应。反之，外加负电场使 TRAB 的最大功率（21.5 W）提升了 20.8%。这是由于 Cu2+

在电场驱动下向阴极电极内传输，提升了阴极界面反应物的浓度。同时促进了阳极内

Cu(NH3)42+远离阳极界面，有利于阳极反应的进行。以上导致了阴极电势增加和阳极电

势下降（图 2b）。综上所述，外加负电场强化了阴极反应物 Cu2+和阳极产物 Cu(NH3)42+

的传输，提升了阴极反应物浓度和降低了阳极产物浓度，促进了电化学反应的进行，进

而提升了 TRAB 最大输出功率。

2.2 电场强度对最大功率的影响

图 3 不同电场强度下 TRAB 功率曲线和极化曲线（a）和欧姆内阻拟合（b）

上述结果表明负电场能优化 TRAB 的产电性能，因此，为了探究不同电场强度对

TRAB 产电性能的影响，对不同电场强度下 TRAB 进行了电化学性能测试，结果如图 3
所示。随着负电场强度的增大（梯度为-2 V），TRAB 最大功率依次下降了 3.3%（20.8 W）

和 14.4%（17.8 W）。这主要是由于负电场强化电极界面离子传输的同时，增大了阴离子

跨膜传输阻力，致使电池欧姆内阻增大，当电场强度为-8 V 时，欧姆内阻增至 2.95 Ω，

相对-2 V 提升了 14.9%。并且负电场的增强对电极界面离子传输强化作用有限，更高的

欧姆内阻使 TRAB 产电性能急剧下降。本文中负电场的强度为-2 V 时 TRAB 获得最大

功率（21.5 W），随着负电场强度的增大，由于电极界面传质不受限且阴离子跨膜传输

阻力的增大，TRAB 产电性能下降。

2.3 电场强度对产电特性的影响



图 4 不同电场强度下 TRAB 放电曲线（a）及其产电量和能量密度（b）

此外，为了探究负电场强度对热再生氨电池产电特性的影响，对不同场强条件下的

热再生氨电池进行了恒电阻放电测试（4 Ω），结果如图 4 所示。由图 4a 可知，不同电

场强度下 TRAB 放电曲线趋势基本一致，电压均在 1h 时陡降。随着场强的增大，TRAB
的能量密度和容量均有所下降。负电场场强由-2 V 提升至-4 V，TRAB 能量密度（878.7
Wh/m3）下降了 4%，容量为（66.5 mAh）下降了 20%，这主要是由于更高强度的负电

场严重限制了阴离子（SO42-）的跨膜运输，增大了 TRAB 的跨膜传质阻力。并且更强

的负电场对阴极反应物和阳极产物的定向传输强化作用有限，使 TRAB 的产电受限。负

电场强度增至-8 V 时，TRAB 的能量密度（756.7 Wh/m3）和容量（58.0 mAh）进一步下

降。由此可见，外加负电场强度的增大导致欧姆内阻增大，严重限制了 TRAB 的产电。

本文中负电场强度为-2 V 时，能量密度（911.3 Wh/m3）和容量（83.1 mAh）最高。

2.4 电场强度对电池效率的影响

图 5 不同电场强度下 TRAB 放电效率、热效率和相对卡诺效率

由上述结果可知，负电场能强化电极界面离子的定向传输，提高阴极反应物浓度并

降低阳极产物浓度，促进阴阳极反应的进行，从而提升 TRAB 的产电性能，但是由于负

电场对 SO42-跨膜传输的阻碍作用，随着负电场强度的增大，TRAB 欧姆内阻增大，产

电性能逐渐下降。对比阴极理论放电量可知，在负电场强度为-2 V 时，TRAB 的产电效

率达到最大值（51.7%）。随着负电场强度的增大，产电效率逐渐降低。负电场强度为-8



V 时，TRAB 的放电效率（36.1%）最低。假设热再生氨电池热再生环节阳极进口废液

的温度为 300 K，再沸器设定温度为 344 K。以此计算出热再生氨电池不同强度负电场

的热效率和相对卡诺效率，如图 5 所示。负电场场强为-2 V 时，TRAB 的热效率（0.74%）

和相对卡诺效率（5.78%）最高，随着负电场场强的增大，热效率和相对卡诺效率随之

下降。电场场强为-8 V 时，热效率（0.61%）和相对卡诺效率（4.80%）最低。

2.5 电场强化传质分析及展望

以上结果表明施加合适的电场能够强化 TRAB 多孔电极内反应物的传入和产物的

传出，有利于电化学反应的进行和电池性能的提升。TRAB 中传输过程主要包括阳极多

孔电极内氨的传入和 Cu(NH3)42+的传出，阴极多孔电极内 Cu2+的传入，阴阳极之间 SO42-

的跨膜传输。不同电场方向研究结果表明，当前条件下阴、阳极电极内物质传输是电池

性能的受限因素。虽然采用负电场会一定程度上抑制 SO42-的跨膜渗透，但本文采用了

紧凑式电池结构和较高的电解质浓度，这使电池欧姆内阻不会限制电池性能。随着负电

场强度的增大，SO42-跨膜阻力增强，而阴阳极电极内的物质传输强化有限，这使 TRAB
的产电性能逐渐下降。利用电源为 TRAB 施加外电场，增大了 TRAB 经济成本。据文

献报道，电场和磁场等外加场均对电池的电化学性能均有一定的促进作用[26]。电场与磁

场相辅相成，构建电池内部磁场能够有效强化 TRAB 内部离子传输[27]。天然磁铁矿成本

低廉，以其作为原材料构建电极能够为 TRAB 提供内部磁场替代恒压源产生的电场，从

而进一步提升 TRAB 的产电性能。未来实际应用中，应用磁铁矿构建 TRAB 内部电磁

场，可以有效节约 TRAB 组装成本，进一步提高 TRAB 的经济性。

3 结论
本文采用外加电场的方法改善TRAB物质传输和产电特性。对于施加电场的TRAB，

阴极反应物和阳极产物的传输强化与阴离子跨膜传输强化相互制约，因此探究了不同电

场方向和不同电场强度对 TRAB 产电性能的影响。得到了以下主要结论：

1) 为 TRAB 施加负电场（阴极指向阳极）能有效强化阴极反应物的传入和阳极产

物的传出，促进了电化学反应的进行，提升了 TRAB 产电性能（20.8%）。

2) 增大负电场强度，对 TRAB 阳极产物的传出和阴极反应物的传入强化程度有限，

阴离子跨膜传输阻力增强，TRAB 欧姆内阻增大，从而导致 TRAB 产电性能下降。负电

场强度为-2 V 时，TRAB 的最大输出功率为 21.5 W。

3) 随着负电场强度的增大，TRAB 产电量、能量密度、放电效率和热效率等均随之

降低。本文中负电场强度为-2 V 时，TRAB 获得最高的产电量（83.1 mAh）、能量密度

（911.3 Wh/m3）、放电效率（51.7%）和热效率（0.74%）。
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耦合流动传热的双网络模型研究

—以球堆积床为例
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摘要：多孔介质的数值模拟相比实验可以提供更加丰富的过程信息。基于均质化假设的宏观模型忽略

了孔尺度结构，而直接数值模拟方法计算成本高昂，难以应用于反应器尺度的研究。本文基于高计算

效率的等效网络模型，构建了包含孔隙/固体相的双网络模型，实现从孔尺度到反应器尺度的耦合流动

传热模拟。验证发现模型误差小于<10%，之后探究了不同孔隙率下多孔介质内部传热机制同流速之间

的关系，发现多孔介质内部传热机制随流速和孔隙率变化而变化。

关键词：双网络模型；流动传热；球堆积床；多孔介质；传热机制分析

0 前言

多孔介质结构被广泛存在于化工反应[1]，储能过程[2-4]，CO2 地质封存场景[5]中，

以球堆积床为例，其内部由球型颗粒堆积形成的复杂孔隙结构为反应过程提供了空间的

同时也使得内部的传热传质过程变得更为复杂。而多孔介质内部传热传质的复杂主要体

现在内部微观结构和过程难以观测和内部微观过程对于宏观现象的高度非线性影响。相

比于实验手段方法测试系统的宏观平均值[6]，数值模拟方法可以提供更加丰富的局部过

程信息，提升对复杂多孔介质内部传热传质过程的认识。长期以来，基于均质化假设的

连续性模型（Continuum model）被广泛应用在多孔介质内热质输运研究中，2004 年，Jiang
等[7]通过实验和连续性模型研究了不同材质小球堆积的对流换热系数与流速之间的关

系，该方法计算简单，效率高，适用性强，但忽略了实际结构中存在的局部非均质性，

难以对非均质结构进行选型优化。随着数值计算方法和微尺度成像技术的快速发展，如

今通过计算机断层扫描技术（Micro/Nano-Computed Tomography，Micro/Nano-CT）可以

对于多孔介质内部微观结构进行细致的表征，输入微观结构进行直接数值模拟方法

（Direct numerical simulation，DNS）的模型框架也得到了快速的发展[8]。Weng 等[9]提
出 了 一 种 粒 子 分 辨 数 值 方 法 （ Particle resolved computational fluid dynamics ，
particle-resolved CFD），用于计算具有不同管径与粒子直径比的球体填充床中的质量和传
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热系数。这种方法需要精细的计算网格（超过 760 万个网格），但只考虑了具有恒定粘度

的相当小的样品（容器直径小于 31 毫米）。Nguyen 等[10]采用格子玻尔兹曼（Lattice
Boltzmann method，LBM）研究孔隙流体速度分布与孔径分布之间的关系，计算区域只

有约为 2 mm3。综上可以看出 DNS 方法的计算成本较高，在模拟域的尺寸方面具有限制

[11]，举例来说 DNS 方法可以使用百万级网格刻画数十乃至数百个孔内在微尺度（μm）

下详细流动传热过程，却难以用于中含有数十万孔隙的实际多孔体系中，而一些实际结

构中存在宏观非均质结构，如优先流动通道、裂隙流等[12-13]，这就存在将微尺度（μm）

模拟放大到反应器尺度（cm）过程的不匹配问题[14]。
孔隙网络模型（Pore-network model，PNM）是一种基于实际孔隙结构的数值模拟方

法[15][16]。通过图形学和拓扑学算法对多孔介质中的孔隙相进行孔隙划分，并提取孔隙

信息进入网络模型：将孔隙单元转化为空间节点，孔隙单元之间的连接使用喉道连接表

示。该方法通过简化微观结构的方式最大程度上兼顾了微观结构和计算效率。Liu 等[17]
和 Fathiganjehlou 等[18]均使用 PNM 针对堆积床的压降展开研究，验证了其就有一定的

准确度，也表明了其在模拟反应器尺度稳态流动的潜力。但传统 PNM 研究主要针对流

动过程，对于传热流动耦合过程缺乏研究[19]。而传热过程对于化工、储能等多个场景

具有重要作用。

文本构建了耦合传热流动的双网络模型（Dual-network model, DNM）以反应器尺度

的堆积床结构为例，展开多孔介质内流动传热模拟研究，本文模拟工质为液态水，假设

其不可压缩，不发生相变，并在多孔介质内部发生一维层流流动，且不与固体发生物质

交换，不改变堆积床固体结构。本文首先使用经验模型和实验数据对流动压降和局部/
整体换热系数进行验证，之后利用形态学膨胀方法构建了不同孔隙率的多孔结构，探究

不同孔隙率、流速、压力下多孔介质内主要传热机制。

1 模型构建

本文使用基于离散元法（Discrete numerical model，DEM）的开源软件 LIGGGHTS
（www.LIGGGHTS.com）生成由随机填充的球体组成的填充床结构。构建了一个物理尺

寸为 0.00642 × 0.00214 × 0.00214 m3 的图像，其中包含 691013 个直径为 0.428 mm 的小

球，后文所用物理模型均是该结构的子集。

1.1 双网络提取

如 Fig. 1 所示是双网络模型的构建流程示意图，相比传统 PNM 仅对孔隙相进行网

络提取[20]，双网络模型的构建需要孔隙相和固体相的双网络提取，并确定相关网络中

孔隙和固体节点之间的几何和拓扑连接。为适应两相结构的提取，在本研究中，我们应

用了两种网络提取算法。对于简单的小球结构，本文使用 Python 中的 SCIKIT-IMAGE
包[21]基于标准的分水岭分割方法（Watershed algorithm）进行颗粒划分。该算法将灰度

图像视为地形起伏，每个局部最小值及其相邻像素形成汇水盆地。对于更复杂的结构（例

如孔隙空间和含有不规则形状颗粒的固相），我们使用最大球理论的网络提取算法

（Maximum ball algorithm）[15]。最大球方法通过找到在孔隙中同其他相边界的区域的

最大内切球。然后，根据生成的所有内切球生成球簇，而那些包含在其他球中的球被去



除，剩下的球被保留为最大球。将最大球视为孔隙节点（node），而在球簇上连接其他最

大球的非最大球被识别为喉道（link）[20]。

Fig. 1. 双网络模型构建流程图

1.2 流动与传热控制方程

双网络模型基于质量和能量守恒确定压力和温度分布。本模型做以下假设：固体和

孔隙空间的几何形状与温度和压力无关，模拟使用不可压缩的单相流，流体密度固定，

固体和孔隙之间没有质量交换，模拟稳态过程。因此，质量守恒等效于体积守恒：

�=1

��

���� = 0 (1)

其中���为喉道内体积流量（m3/s）。Fig. 2 所示为压降计算示意图，孔隙节点之间的总压

降主要受到三项影响，分别是喉道内流动系数���，流体离开喉道进入下游节点的阻力项

���，流体从上游节点进入喉道的阻力项���[22]。其中总压差计算公式如 Eq. 2 所示[22]

Fig. 2. 压降计算示意图

�� − �� =
1

���
+ ��� + ��� ��� (2)

其中��为节点 i 内压力（Pa），���为喉道长度（m），喉道内的流动为一维的泊肃叶流，其



中传质系数���定义为：

�� − �� =
���

���
=

����
����

2�
��� (3)

其中���为喉道截面积，k 为形状参数，当喉道形状分别圆柱、棱柱和方形柱的时候，k
分别为 0.5、0.6 和 0.5623，具体取决于 G 的值，具体解释参照文献[20]，��为靠近节点 i
处的喉道内压力，�为动力粘度（Pa·s），本文的动力粘度由 Eq. 4 计算[23]：

� = �0��� �� +
� − ��

�(� − � − ��)
(4)

其中 E 为 4.753 kJ/mol，�0为 2.4055×10−5 Pa·s，θ为 139.7 K，a、b、c 为拟合参数，分别

为 44.2 1/Pa、95.65 kJ/（mol·Pa）和 124 K/Pa，R 为理想气体常数 8.314 J/（mol.K）。

流体离开喉道进入下游节点的阻力项���由 Eq. 5 所示：
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其中���为喉道等效半径，��为节点 j 的等效半径，����为喉道内的 Reynolds 数，�0为层

流出口校准系数 27，m 为迂曲度系数 1.1，�流型常数 1[22]。流体从上游节点进入喉道

的阻力项���，如 Eq. 6 所示：
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其中��为节点 i 的等效半径，�0为层流入口校准系数 25，n 为迂曲度系数 0.3[22]。
其中孔隙节点传热的控制方程 Eq.7 所示，分为对流项和扩散项：
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其中��,�是连接到孔隙节点 j 的周围孔隙节点的数目，��,�是连接到孔隙节点 j 的周围固

体节点的数目，ℎ��为固-流体传热系数（W/(m2·K)），��为流体导热系数（W/(m·K)），��,�

是流体的定压比热（J/(kg·K)）。
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其中��,�是连接到固体节点 j 的周围固体节点的数目，��为固体导热系数（W/(m·K)）。其

中ℎ��定义为[24]
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其中��是 Nusselt 数，��,�是 i 孔隙节点的等效长度（m），��,�是 j 固体节点的等效长度，�
为形状修正参数。Nu 数由 Eqs. 11-12 给出[25]：

���,� = 2 + 0.4���
1/2 + 0.06���

2/3 ���
0.4 (11)

��� = ������,� �
��,� = 4��,� ��,�
��� = ���� ��

(12)

其中 Pr 为 Prandtl 数，��,�为孔隙节点的水利直径（m），��为节点内流速（m/s）。

2 模型验证

本节主要通过经验公式和 Jiang 等[26]的实验结果对不同入口雷诺数���下的压降和

对流换热系数结果进行验证。使用的物理模型来自上节所述堆积结构，物理尺寸为

0.05564×0.0107×0.00535 m3，共有 53023 个球型颗粒堆积组成，其中球与球平均接触面

积 7.52×10−9 m2，该结构同文献所用的实际堆积结构具有相似的尺寸。值得一提的是包

含如此数量球形颗粒的堆积床难以通过孔尺度直接数值模拟进行研究。模型输入参数如

Table 1 所示，其中入口雷诺数���定义如下。

��� =
����

� (13)

其中��为系统液压直径（��=2HW⁄(H+W)），W 为宽度，H 为填料高度），�为流体的密

度。

Fig. 3. 物理模型和网络模型示意图

Table 1. 模型输入参数

Parameter Value Parameter Value



� 0.05564 m � 0.0107 m
� 0.00535 m ��,� 4,200 J/(kg·K)
�� 0.679 W/(K·m) � 1.04×10−10 m2

�� 75 W/(K·m) ��0 300 K
� 0.428 mm � 998 kg/m3

� 0.337 �ℎ��� 2×105 W/m2

2.1 压降结果验证

本节首先对模型的压降结果进行验证，我们将模型计算结果同经验方程[27]和 Jiang
等[26]的实验结果进行了比较。经验方程如下式所示：

∆�
�

= �
1 − � 2�300�

2�3�2 + �
1 − � ��2

�3�
(14)

其中 u 是多孔介质中流动的达西速度（m/s），�300是 300K 下的流体的动力粘度（Pa·s），
α和β是形状因子，其中 Ergun 使用 150 和 1.75 [27]，Vafai 推荐 120 和 2.3 [29]；�是填充

床的孔隙率，d 是填充床中珠粒的直径（如 Table 1 所示）。模型所用物理如 Fig. 3 所示，

其中模型的出口边界条件为固定压力，入口设为固定流量的第二类边界，而模型的其他

边界为固体壁面与内部无物质交换。在流动验证中不考虑加热边界，假设流体温度恒定

为 300 K。

Fig. 4. 由双网络模型结果同经验方程和实验结果的对比

如 Fig. 4 所示，可以看到当��� < 1500 时，模型结果同经验公式和实验结果符合较好（R2

= 0.992），当���>1500 时，模型同实验结果符合，但同经验公式存在偏差，可能原因是

经验公式只考虑了孔隙率和颗粒直径，假设结构为完全均质，但实际结构中还存在非均

质结构。在���较高时，非均质结构对于流动影响会进一步放大。

2.2 对流传热验证



本节使用物理模型结构和边界条件如 Fig. 3 所示，其中流体以恒定的温度（300K）

进入多孔介质。上表面为恒定加热面，加热功率为�ℎ���，其他边界为绝热壁面，与内部

无物质交换，流动边界同上节所述。我们沿着流动方向将系统分为 13 个区块，对于每个

区域，计算局部传热系数ℎ�：

其中，��, �是块中被加热表面的平均壁温度，��,�是与被加热表面相对的壁附近的平均流

体温度。除了ℎ�外，我们还通过下式计算了平均传热系数ℎ�。

ℎ� =
�ℎ���

��,� − ��,�
(16)

其中��,�是加热上壁面的平均壁温度，��,�为靠近底面的平均流体温度。

Fig. 5. DNM 同实验结果对比（a）局部对流换热系数ℎ�随入口距离变化（阴影区域表示 DNM 计算

的不确定性）；（b）平均传热系数ℎ�随���变化。

如 Fig. 5 所示，本模型与宏观的平均对流换热系数ℎ�结果的平均平方根误差为 9.45%。

总的来看相比实验结果，模拟结果高估了对流换热系数，误差来源可能来自两个方面，

首先是使用 DEM 堆积的小球为完全一样的球形颗粒，其理论上流体-固体接触面积是最

想的，但实际使用的小球结构和直径分布更为不规则，同液体的接触的换热面积也更小；

此外，本模型忽略了固体和固体之间接触热阻也对可能模拟结果产生了一些偏差。但对

于一个含有 5 万多个金属小球的系统，目前还没有其他孔尺度模型可以对其进行孔隙尺

度流动传热过程研究和分析。

3 结果与分析

基于上述结果可以说明本模型在对堆积床结构的流动传热模拟具有一定的准确度，

可以用来研究复杂堆积结构内的流动传热问题。本节选用了物理尺寸为 0.00535 ×
0.00535 × 0.00535 m3的堆积结构作为模型的输入结构，其中包含了 696 个青铜球（直径

0.00428 m）。其他模拟参数如 Table 1 所示。

ℎ� =
�ℎ���

��, � − ��,�
(15)



3.1 孔隙率与渗透系数

本文通过形态学膨胀方法[21]，改变原有堆积床结构的球形颗粒的直径，如 Fig. 6（a）
所示，随着膨胀算法的使用，颗粒直径逐渐变大，孔隙率随之降低。如 Fig. 6（b）所示，

随着孔隙率降低，以���=10 的绝对渗透系数为例，其随孔隙率以非线性方式降低，从

1.36×10-10 m2 降低到 4.3×10-13 m2。如 Fig. 6（c）所示，随着孔隙率降低，材料内比表面

积从 2.83×104 m2/m3 提高到 5.95×104 m2/m3。

Fig. 6. （a）填充床的横截面（应用形态学膨胀算法来改变其孔隙率）；（b）���=10 时的绝对渗透

率和孔隙率之间关系（c）比表面面积和孔隙率之间关系。

3.2 对流换热系数

在本节中主要探究了不同孔隙率（0.05-0.337）下，对流换热系数与系统总压降

（25-8000 Pa）和入口流速（5×10-7 m/s - 1×10-1 m/s）之间关系。通过系统换热系数ℎ��

来评价整体的换热能力（Eq. 17）：

ℎ�� =
�ℎ���

��,� − ��,��
(17)

其中��,��是入口流体温度（300K），��,�是受热表面的平均壁温。



Fig. 7. (a)模拟了在不同压降下，孔隙率对系统换热系数ℎ��的影响；(b)模拟了不同孔隙率的填充床

入口速度对系统换热系数ℎ��的影响。红色虚线表示入口流速大于 3×10-4m/s 时，传热方式发生改变，由

热传导为主转化为对流传热为主。

Fig. 7（a）展示了在不同压降下，孔隙率对换热能力的影响。对于低压降（≤ 200 Pa），
热传导是主要的传热方式，可以看到低孔隙率结构的换热能力更好，因为流体导热系数

低于固体导热，随着固体体积减小，ℎ��也随之下降。对于高于 200 Pa 的工况，孔隙率

的增加，ℎ��也随之增加，这表明在此时对流是主要的热传递机制。同时也说明多孔介质

中对流换热和热传导的主导关系不仅取决于孔隙结构，还取决于实际的内部的流动状态。

Fig. 7（b）展示了ℎ��与入口速度之间的关系。可以看到在相同流速下，不同结构的换热

能力也不同，但低孔隙率结构的系统换热系数总是高于高孔隙率结构。这是因为在流速

相同的情况下，低孔隙率的比表面积更大，换热能力更强；另一个原因是低孔隙率结构

的固体体积更多，而固体导热要高于液体导热，此时导热带来的换热能力也得到了强化。

此外，对于低孔隙率（0.05、0.072 和 0.1），随着进口速度的增加，热传递系数几乎不变，

这也表明在这低流速条件下，热传导是主要的传热机制。

另外值得一提的是本模型具有较高的计算速率，本节中每个结构使用单核计算机，

平均计算时间为 2.72 s，而根据文献对比[30]，在相同尺寸下，使用传统 DNS 方法进行

孔隙尺度模拟需要接近 200 个核时。相比而言，本模型计算效率是 DNS 方法的 1×105

倍以上。这是由于传统孔隙尺度 CFD 方法需要数千万精细网格对内部的复杂结构进行描

述，而本模型只需要数千个节点进行描述。

4 结论与展望

本文首先建立了一种双网络模型用于对球形堆积床多孔结构内的流动传热过程进

行研究。相比传统孔隙网络模型，双网络模型不仅对孔隙相进行网络提取，同时对固体

相进行了网络提取，从而能应用于兼顾固体和孔隙的流动传热过程。之后本文通过经验

公式（Ergun 和 Vafai），实验测试（Jiang 等）等方式对堆积床的压降和传热系数进行验

证，可以发现本模型具有一定的准确度，平均误差低于 10%。在这之后，使用形态学膨

胀算法生成不同孔隙率下的多孔结构，并通过模型探究了孔隙率与渗透率和比表面积之



间的关系。同时为深入探究多孔介质内部传热机制，还计算了不同孔隙率、不同压降、

不同入口流速下的系统换热系数，从中看出在在固定流体和固体物理性质的性质的前提

下，多孔介质内部传热机制随流速和孔隙率变化：在低压降或者低入口流速下，热传导

占主导，随着孔隙率减小，系统换热能力提升；在相同流速下，低孔隙率结构的系统换

热系数要高于高孔隙率，这是因为比表面积和固体体积增加导致的。所以在考虑多孔换

热器结构设计时需要综合考虑流速、压降和孔隙率之间的复杂关系。另外，对比文献发

现，该模型具有较高的计算效率，相比传统孔隙尺度模拟提升接近 1 百万倍。通过本文

可以证明本模型可以用于指导大型多孔换热器的快速选型和结构设计。

总的来看，本模型牺牲了部分对于孔隙内过程的详细描述，简化了其内部复杂流动

和传热过程，专注于系统最主要的参数变化，着眼于体现微观过程对宏观现象的影响，

具有较高的计算效率。通过实验和微观模拟来校准模型，在保证一定精度的情况下，该

模型可以服务于一些大型均质/非均质多孔结构的传热传质机理和应用研究，利用其较高

的计算效率结合数字结构生成、三维重构和增材制造等技术，可以快速筛选和设计适用

于不同场景下的多孔结构。
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摘要：在大尺度热管理系统仿真过程中，考虑到计算成本，锂离子电池的产热模型通常基于非耦合热

模型或者电-热耦合模型。较电化学-热耦合模型而言，这两种模型对实验数据的依赖性更强，适用性

更弱，且难以更准确地描述锂离子电池在运行过程中发生的电化学反应和释放的热能。本文基于

OpenFOAM 开源平台搭建了可用于大尺度热管理仿真的锂离子电池电化学-热耦合模型，其中电化学子

模型以一维显式格式与三维热子模型相耦合，耦合过程遍历热模型每一个网格。该模型可以快速准确

地反映电池在不同倍率下的放电电压和温度变化。基于该模型进一步探究了电池阻抗变化、产热机理

和单体不一致对模组温度分布的影响。分析结果表明，在高倍率下，欧姆热会成为电池产热的主要热

源。当不一致电池位于模组最外侧时，模组中最大温差越大，但随其位置逐渐向中间位置移动，模组

中的最大温差逐渐降低。

关键词：锂离子电池；电化学热耦合；显式格式；热特性；数值计算。

0 前言

全球气候变暖对人类社会赖以生存的自然环境构成了巨大威胁，已经成为当今人类

社会可持续发展的重大挑战之一。截至目前，世界上大约有 130 个国家和地区已经提出

了实现碳中和的倡议和目标。绿色、低碳和可持续发展已经成为当今国际共识。电动汽

车包括纯电动汽车、插电式混合动力汽车和混合动力汽车可以减轻对化石燃料的依赖，

降低温室气体的排放，因此近些年来吸引了政策制定者和汽车制造商的广泛关注[1]。锂

离子电池具有能量密度高、循环寿命长、低成本和低自放电率等优势，是目前电动汽车

动力源的首选[2]。但是锂离子电池对工作温度区间要求严格，从安全性和寿命的角度考

虑，其最佳工作温度范围通常在 20~40℃[3]。因此，解析锂离子电池运行过程中的产热

机理和发展高精度温控技术是最大限度发挥锂离子电池性能的重要途径。

数值仿真技术具有消耗资源少、迭代周期短等优势，被广泛应用于锂离子电池热特

性分析和热管理系统开发中[4]。在电池热管理仿真过程中，锂离子电池热模型的准确性

将直接决定着仿真结果的有效性。锂离子电池是一个复杂的电化学系统，涉及强耦合的

传热传质过程和电化学反应。根据建模原理，锂离子电池热模型可以分为非耦合热模型、

电−热耦合模型和电化学−热耦合模型[5]。其中非热耦合模型和电-热耦合模型主要基于经

验模型和等效电路模型，其精度高度依赖宏观实验测试数据，适用性较弱；难以反映电



池内部多物理场分布信息；难以描述电池内部热生成机制。电化学−热耦合模型将电化

学模型与热模型进行耦合，利用电化学模型得到的电流和电势来计算热模型的生成热。

电化学模型，即纽曼 P2D 模型[6]，可以描述电池基本组件包括集流板、电极和隔膜在内

的物理化学过程，揭示电池内部浓度场和电势场的分布信息。因此，电化学—热耦合模

型具有更高的计算精度，被广泛应用于电池结构优化以及电化学和热特性分析。例如，

Samba 等人[7]基于三维层状电化学—热耦合模型探究了软包电池极耳布置的影响。他们

的结果表明对称布置的极耳设计较同侧布置设计具有更加均匀的电势和温度分布以及更

高的活性材料利用率。Li 等人[8]通过三维电化学—热耦合模拟，揭示了定向孔电极结构

对锂离子传输的促进机理。但是当计算尺度上升到电芯尺度时，考虑部件具体结构的三

维层状电化学−热耦合模型将会面临巨大的计算需求且难以收敛。集总热模型忽略电池

内部层状结构，将电化学模型以一维形式与三维热模型相耦合可以很好地满足电芯尺度

的仿真需求。并且，电化学模型仍然保留了沿厚度方向的物理场空间分布信息。Mei 等
人[9]建立了 26650 圆柱电池的三维集总热模型 ，并且对比分析了电池充放电过程中的热

特性。他们还探究了软包电池中电极设计参数包括电极厚度、颗粒半径和孔隙率等参数

对电池性能以及内部分布的影响[10]。但是，现有的集总热模型简化过多，热模型的全部

计算域均共用一个电化学模型，如图 1a 所示。电化学模型和热模型之间的温度和热源项

交换均为各自系统的平均值。这样就难以反映电芯内部因温度不均匀分布导致的电化学

特征差异。此外，随着仿真尺度进一步上升到模组甚至电堆层级，特别是与流体计算耦

合时，常规的电化学-热耦合模型又难以满足大尺度的计算需求，因此又需要对该模型进

一步简化降阶。

本文基于 OpenFOAM 开源软件开发了基于显式格式的锂离子电池电化学-热耦合模

型。该模型忽略了物理场在电池部件中的不均匀分布，将电化学子模型以一维显式格式

与三维热模型相耦合，并且该过程遍历热模型的每一个网格。该模型具有良好的精度，

可以准确预测不同倍率下电芯的放电电压与温度变化，分析电芯内部热生成机制，并且

具有较高的仿真效率，可用作大尺度电池热管理仿真系统中的产热模型。

1 模型开发

1.1 模型描述和假设

电化学-热耦合模型示意图如图 1b 所示。电芯作为电池的核心工作单元由极片叠加

或卷绕制成。单层极片由负极集流体（通常为铜箔）、负极、隔膜、正极和正极集流体（通

常为铝箔）组成。在本文模型中，负极材料为石墨，正极材料为 NCM，并假定正负极

活性材料为大小一致且均匀分布的球体颗粒，反应过程中无气体和其它副反应发生。该

模型根据功能可以分为两个子模型：热子模型和电化学子模型。其中热模型为三维模型，

用于描述热沿电池各个方向的传递。电化学模型为一维模型，只考虑物理场沿极片厚度

方向的变化，忽略了沿高度方向的不均匀效应。为了进一步提升计算效率，模型在厚度

方向，忽略了部件中的不均匀分布，将各个部件简化为一点。两个子模型之间物理量的

交换过程遍历热模型的每一个网格，如此因温度分布不均匀导致的电化学特征差异便可

以囊括其中。



图 1 电化学—热耦合模型示意图：(a)常规集总热模型；(b)细化集总热模型

1.2 控制方程

电化学子模型主要由离子电势守恒方程、电子电势守恒方程、固相组分守恒方程和

液相组分守恒方程组成，具体如下：

固相电势守恒方程：

( )- 0eff s
s j

x x



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
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式中：φs为固相电势，V; s
eff 为固相有效电导率，S/m； j 为体积交换电流密度，A/m3。

液相电势守恒方程：
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式中：φe为固相电势，V; eff
e 为液相有效电导率，S/m；R 为通用气体常数，J/(mol·K)；

F 为法拉第常数，C/mol。
固相锂离子守恒方程：
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式中：cs为固相中锂离子的浓度，mol/m3；Ds为固相扩散系数，m2/s，as 为比表面积（定

义为 3εs/rs），1/m；

液相锂离子守恒方程：
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式中：ce 为固相中锂离子的浓度，mol/m3；De 为固相扩散系数，m2/s；εe 为液相体积分

数；t+为离子转移系数。

锂离子在固液界面的脱嵌由 Butler-Volmer 来描述：
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式中：i0为参考交换电流密度，A/m2；αa和αc分别为阳极和阴极转移系数；η为过电势，

V。其中参考交换电流密度和过电势分别定义如下，

 0 ,max , ,
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   (7a)

s
s e film

jU R
a

      (7b)

式中：k 为反应速率常数，m2.5/(mol0.5·s)；cs,max 和 cs,sur为固相最大锂离子浓度和颗粒表层

锂离子浓度，mol/m3；U 为开路电压，V；Rfilm 为薄膜阻抗，Ω·m2。

热子模型仅包含能量守恒方程并且忽略电池内部的对流传热和辐射传热，表述如下
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式中：ρ为组件密度，kg/m3；Cp 为定压比热容，J/(kg·K)；T 为温度，K；λ为热导率，

W/(m·K)；ST,rea，ST,act和 ST,ohm 分别为反应热 、活化热和欧姆热，W/m3。电化学模型与

热模型的耦合通过上述三个热源项来实现，表达式如下，
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三维热模型中为匀质模型，忽略了电池的层状结构，整体参数定义如下：
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上述模型相关参数和表达式见表 1 和表 2。

表 1 模型参数

参数 单位
负极

集流体
负极 隔膜 正极

正极

集流体

电解

液

l μm 10 64 25 53 15



εs 0.55 0.6 0.43
εe 0.32 0.4 0.33
rs μm 10 5

cs,max mol/m3 31370 68160
x0/y0 mol/m3 0.9 0.38
ce,0 mol/m3 1000
σ S/m 100 10

αa/αc 0.5 0.5
k m2.5/(mol0.5s) 2.507e-10 3.846e-11
Ek kJ/mol 68 50

Rfilm Ω cm2 10 10
Ds m2/s 1.6e-14(1.5-x)1.5 3e-14
ED kJ/mol 26 26
ρ kg/m3 8700 1889 492 2918 2700 1210

Cp J/(kg K) 396 641 1883 800 897 1518
λ W/(m K) 398 1.04 0.5 1.48 237 0.099

表 2 温度相关参数

参数 表达式
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1.3 数值方法

本文将部件沿其厚度方向简化成一点，采用显式离散算法来直接求解一维电化学子

模型，省去耗时的迭代过程，从而提高电化学-热耦合模型计算效率，使其能够代替大尺

度热管理仿真系统中的产热模型。

电势守恒方程离散化处理后，表达式如下：
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式中下标 ncne、nesp、pesp、pcpe 分别代表负极集流板与负极交界面，负极与隔膜交界

面，正极与隔膜交界面，正极集流板与正极交界面。界面处物性参数采用调和平均法计

算得出。

液相组分守恒方程显式离散后表达如下：
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固相组分守恒方程沿颗粒径向方向显式离散（5 层节点），表达式如下：
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2 结果与讨论

2.1 模型验证

图 2 示出了在强制对流条件下 h=60W/(m2K)，模型预测的充、放电电压和温度变化

曲线与相应实验数据[11]的对比结果。可以看出随着放电倍率的增加，电池电压逐渐降低，

充电过程反之，但充放电过程的温升均随倍率的增加而逐渐加快。这主要是因为较大的

电流造成了电池内部较大的极化。还可以看出，在充电过程中电芯温升速率逐渐降低；

在放电过程中，温升速率呈快-慢-快的趋势，这一规律将在后续的分析中进行解释。整

体来看，在充-放电倍率 1 C 到 5 C 之间，模型对充放电过程的预测结果能够较好地与实

验值相吻合。但是两者之间也存在较小的误差，并且误差随倍率的增加而增大，特别是

温度曲线的误差。这些误差可能来源于忽略了组件内部的不均匀分布效应，倍率越高，

内部不均匀效应的影响越大。



图 2 模型验证：放电电压与温升曲线[11]：(a) 充电电压；(b) 放电电压；(c) 充电温升；(d) 放电温升

2.2 阻抗特性分析

图 3给出了电芯在充-放电过程中面积比阻抗的变化规律。阻抗的定义可以参见文献
[12]
。从图中可以看出充-放电过程中扩散阻抗和界面反应阻抗呈大体对称分布。扩散阻抗

的变化与电极平衡电位直接相关，随着充-放电深度的增加，阳极扩散阻抗呈现出两个驼

峰，分别对应石墨平衡电压中的两个波动点。负极界面反应阻抗高于正极，主要是因为

正极活性物质颗粒较大，比表面积较高所致。离子阻抗呈现出先增加后降低的变化规律，

这主要是因为锂离子脱嵌过程优先发生在隔膜附近，离子传输距离短。随着反应的进行

离子传输距离增加，所以在初期呈现出阻抗增加的规律。但是由于反应产热，电池温度

不断升高，离子扩散速率和电导率均之间增加，从而会导致充-放电后期阻抗的降低。此

外，从整体来看，电解液中离子阻抗高于界面反应阻抗高于颗粒中扩散阻抗。模型所体

现的规律与文献中[13]相一致。从而也可以说明，本文建立的电化学-热耦合模型不仅能从

电压和温度上预测电池行为，也能够正确体现电池内阻的变化规律。

图 3 充-放电倍率 3C 条件下阻抗特性：(a) 充电；(b) 放电。

2.2 热特性分析

电池在运行过程中会连续不断地产生热量，热量不断积累引起电池温度上升。因此，



进一步探究电池内部产热规律对开发高效热管理系统显得尤为重要。热量按照其来源可

以被分为可逆热和不可逆热，不可逆热包括欧姆热和活化热。本节基于锂离子电池显式

电化学-热耦合模型详细分析了在不同充-放电倍率下各种热源随充-放电深度的变化规律

以及电芯内部温度的分布情况。

图 4 a-e 分别给出了电池在充-放倍率为 1C、3C 和 5C 条件下，电芯活化热、反应热、

欧姆热以及它们的总产热功率随充-放电深度的变化规律。可以看出，在低倍率 1 C 时，

总产热功率的变化趋势与可逆热几乎相一致，活化热与欧姆热变化平缓且贡献率大致相

当。可逆热的变化规律主要取决于正负极材料的的熵变特性。随着充-放电倍率的增加，

液相欧姆热贡献率逐渐超过活化热贡献率。并且欧姆热呈现出先增加后降低的变化趋势。

这是因为在充-放电初期较快的反应速率和迟缓的离子扩散速度导致了液相浓度在电极

内部较大的浓度梯度，致使离子欧姆阻抗增加。反过来，由于阻抗增加导致的温度快速

上升又加速了离子传输速度，致使欧姆阻抗逐渐降低。

图 4 不同充、放电倍率下电芯体积平均产热功率：(a) 1C 充电；(b) 1C 放电；(c) 3C 充电；(d) 3C 放电；

(e) 5C 充电；(f) 5C 放电。

图 5 给出了在倍率为 3C 时，不同充-放电阶段电芯中心截面温度分布云图。电池四

周均为对流换热边界。温度标尺范围按照实际最大最小温度设置，其差值可以反映电池

内部最大温差。从图中可以看出电芯中部温度最高，沿四周逐渐降低。温度梯度主要沿

电芯厚度方向，这是该方向较低的热导率造成的。另外可以看出电芯顶部温度低于电芯

底部，这是因为方形电池顶部的盖板结构容纳和导走了更多的热量。随着充-放电深度从

20%增加到 80%电芯温度及内部温差逐渐增加。充电过程电芯最大温差增加到 1.01K，

放电过程最大温差略高于充电过程为 1.17K。还可以看出在充-放电初期阶段（相对容量

20%），充电过程的电芯温度略小于放电过程，这是由于在充电过程中可逆反应初期的吸

热过程导致的。随着充-放电深度逐渐增加到 50%，充电总产热功率逐渐增加，而放电总



产热功率逐渐降低，因此在充-放电过程中期充电温度及温差要稍微高于放电过程。但是

随着放电后期电芯产热功率的增加，电芯温度与温差又超过充电过程。

图 5 3C 充-放电过程中电芯截面温度分布: (a)充电；(b)放电。

2.3 单体不一致性对模组温度分布的影响

图 6(a)给出了一个由 8 块电芯组成的模组结构示意图。在长期的使用过程中，由于

散热的不均匀性，会出现电池容量衰减导致的单体不一致问题。因为电池内阻随 SOC 的

变化而变化，而内阻会进一步影响电池热生成速率，所以单体不一致性又会导致温度的

不均匀性。本节探究了在 3C 放电条件下，模组中不同位置的电池不一致性对最大温差

和温度分布的影响。

图6(b)展示出了在绝热边界条件下，不同位置电芯初始SOC变化对最大温差的影响。

例如，当探究放电过程中最外侧电池不一致影响时，将电芯 1 的初始 SOC 设置为 0.8，
其它电芯均设置为 1。后续电芯 2、3、4 也进行同样的设置。从图 6(b)中可以看出最外

侧电池不一致对模组最大温差的影响最为显著，越靠近内部影响越小。最大温差随着放

电过程的深入呈先增加后降低再增加的变化趋势，在放电结束时，温度差异最大。电芯

1、2、3 和 4 的初始 SOC 变化对应的最大温差依次为 2.70 ℃，2.12 ℃，2.02 ℃和 1.95 ℃。

最大温差的变化趋势主要受热生成速率随 SOC 变化的影响。如图 6 所示，在放电后期电

芯热生成速率逐渐加快。因此，设定初始 SOC 变化的电池会率先进入放电后期的快速升

温阶段，其它正常电池的产热速率相对较低，导致单体电池间的温差快速增加。

图6示出了在不同位置的单体电芯初始SOC不一致条件下模组温度的分布与演变云

图。以最外侧电芯初始 SOC 不一致为例，如图 6(a)所示，当电芯 1 的提取容量在 30%~60%
区间时，其热生成速率最低，因此导致其温度最低，热量会从旁边的电池向其传递。当

电芯 1 提取容量逐渐增加到 60%时，电芯 1 的产热速率开始增加，此阶段其它电池的产

热速率相对较低。但是随着电芯 1 的提取容量进一步从 60%增加到 90%，电芯 1 温度快

速升高，其它电芯升温缓慢，单体间温度差异逐渐拉大。此外，随着差异化的电池位置

向内部移动，模组的温度差异逐渐降低。这是因为位于内部的电芯温差可以更好的被其

周围电池消除。



图 6 单体不一致对最大温差的影响

图 6 单体不一致对温度分布的影响: (a) SOC1=20%; (b) SOC2=20%; (c) SOC3=20%

3 结 论

本文基于 OpenFOAM 软件搭建了锂离子电池电化学-热耦合模型，其中电化学子模

型以一维显式格式与三维热子模型相耦合。该模型能够较准确地模拟电池在不同倍率的

放电过程中电压和温度的变化，并且显式格式较隐式格式具有更快的计算速度，使得该

模型可用作大尺度电池热管理仿真中的产热模型。此外，基于该模型进一步分析了电池

内部的热生成机制和单体不一致对电池热分布的影响。结果表明，在低倍率放电条件下，

欧姆热与活化热贡献率大致相当，但随着倍率的增加，欧姆热会逐渐超过活化热。电池

单体不一致会影响模组中的温度分布的均匀性。通过对不同位置电池的不一致性探究得



出，当不一致电池位于模组最外侧时，放电结束时模组的最大温差最大，而当不一致电

池位于靠近中间位置时，模组温度一致性相对更好。

参考文献

[1] R. Cagtay Sahin, Sinan Gocmen, Erdal Cetkin. Thermal management system for air-cooled battery packs

with flow-disturbing structures. Journal of Power Sources, 2022, 551:232214.

[2] 韦雪晴, 邓海鹏, 周 宇, 王冰川. 锂离子电池组的三维电化学-热耦合仿真分析. 储能科学与技术,

2022, 11(12):3965-3977.

[3] Zhang Shun-Bo, He Xuan, Long Nan-Chong, et al. Improving the air-cooling performance for

lithium-ion battery packs by changing the air flow pattern. Applied Thermal Engineering, 2023,

221:119825.

[4] 徐文军, 胡 芃. 基于电化学－热耦合模型的 21700 型锂离子电池充放电过程热行为分析. 中国科

学技术大学学报, 2020, 50(5):645-653.

[5] 张杭, 云凤玲, 沈雪玲等. 锂离子电池热模型研究进展. 中国有色金属学报, 2023, 33(3):817-828.

[6] Marc Doyle, Thomas F. Fuller, John Newman. Modeling of GalvanostaticCharge and Discharge of the

Lithium/Polymer/InsertionCell. Journal of the Electrochemical Society, 1993, 140(6): 1526-1533.

[7] Ahmadou Samba, Noshin Omar, Hamid Gualous, et al. Impact of Tab Location on Large Format

Lithium-Ion Pouch Cell Based on Fully Coupled Tree-Dimensional Electrochemical-Thermal Modeling.

Electrochimica Acta, 2014, 147:319-329.

[8] Weizhuo Li, Qing Du, Guannan Guo. Enhanced electrochemical and thermal behavior of lithium-ion

batteries with ultrathick electrodes via oriented pores. Applied Thermal Engineering, 2023, 228:120555.

[9] Wenxin Mei, Huang Li, Chunpeng Zhao, et al. Numerical study on thermal characteristics comparison

between charge and discharge process for lithium ion battery. International Journal of Heat and Mass

Transfer, 2020, 162:120319.

[10] Wenxin Mei, Haodong Chen, Jinhua Sun, et al. The effect of electrode design parameters on battery

performance and optimization of electrode thickness based on the electrochemical-thermal coupling

model. Sustainable Energy Fuels, 2019, 3, 148-165.

[11] Chao-Yang Wang, Terrence Xu, Shanhai Ge, et al. A Fast Rechargeable Lithium-Ion Battery at

Subfreezing Temperatures. Journal of The Electrochemical Society, 2016, 163:A1944-A1950.

[12] Weizhuo Li, Zhiming Bao, Jiaqi Wang, et al. Comparative simulation of thin-film and bulk-type

all-solid-state batteries under adiabatic and isothermal conditions. Applied Thermal Engineering, 2023,

223: 119957.

[13] Yan Ji, Yancheng Zhang, Chao-Yang Wang. Li-Ion Cell Operation at Low Temperatures. Journal of The

Electrochemical Society, 2013, 160 : A636-A649.



中国工程热物理学会 传热传质学

学术会议论文 编号：14xxxx

Ca(OH)2脱水过程数值研究及强化

张严心 1，陈黎*1，周宇昊 2，陶文铨 1

1.西安交通大学·能源与动力工程学院·热流科学与工程教育部重点实验室，西安·710049

2.华电电力科学研究院有限公司，杭州 310030

Tel: 18966722665 Email: lichennht08@mail.xjtu.edu.cn
摘要：建立了 Ca(OH)2/CaO 反应器脱水过程的多孔介质流动换热模型，对 Ca(OH)2/CaO 热化学储能系

统的脱水过程进行了三维数值模拟研究，分析了储能系统在脱水过程中温度、反应物浓度、反应程度

的动态变化规律，并针对该反应系统设计了十字交叉的多孔通道及金属板来强化传热及传质。结果表

明：添加多孔通道一方面可以强化传热，另一方面多孔结构可以作为水蒸气的扩散通道，减小蒸汽扩

散阻力，强化传质；添加金属板可以强化传热，且其脱水性能优于添加多孔通道的工况；对于研究尺

寸下的反应器，强化传热对反应系统性能的提升作用优于强化传质。研究结果可为热化学储能反应器

的结构优化与性能提升提供一定的参考价值。

关键词：热化学储能；Ca(OH)2 /CaO；多孔介质；多孔通道

0 前言

风能、太阳能等可再生能源受到人们的广泛关注。为实现可再生能源利用从间歇性

向持续性的转变，热化学储能（Thermochemical Energy Storage，TCES）技术应运而生。

热化学储能具有储能量大、可灵活调控、安全可靠、长期储存热损失小、价格低廉等诸

多优点[1]，因此被认为是未来最有前景的储热方式之一。

目前关于 TCES 的研究还集中在基础研究阶段，主要包括以下几个方面：热化学储

能复合材料的制备与研究[2-3]、储能材料热循环稳定性研究[4]、储能反应反应器设计及实

验条件分析及储能系统优化[5]。针对 Ca(OH)2/CaO 体系的反应器设计及反应过程规律，

研究者主要开展了模拟及实验研究。Schaube[6]等对直接接触式固定床反应器中

Ca(OH)2/CaO 脱水/水合过程进行了数值模拟研究，分析了脱水/水合过程中主要参数的影

响，并通过实验对数值模拟结果进行了验证[7]。Risthaus[8]等使用基于犁式混合器的流化

床反应器进行了 Ca(OH)2/CaO 水合实验，获得了较好的传热性能，测量了反应器在固定

床和机械流化床的操作模式下的功率密度，分别为 380±76 W/m2 和 3080 ± 650 W/m2。

Bian[9]等设计了 Ca(OH)2/CaO 大型流化床反应器，研究了粒径、流化次数、水合蒸汽浓

度、初始温度等因素对流化床反应器中 CaO 放热性能的影响。Uchino[10]等研究了

Ca(OH)2/CaO 热化学储能集成系统的发电过程，从储能效率和整体能效的角度对集成系

统性能进行了评估。

在数值模拟方面，Liu[11]等建立了 Ca(OH)2/CaO 预埋式管束反应器模型，从储热速

率和反应时间两个方面分析了反应器的储热性能，分析了孔隙率、排气压力、热管半径



等参数对反应性能的影响。Han[12]等设计了多层反应区反应器，并基于该多层反应器建

立了多物理场耦合的热化学储能数学模型，得到的温度、压力、转化率等特性数据为热

化学储能反应器设计与优化提供了参考。Uchino[13]等建立了基于 Ca(OH)2/CaO 热化学储

能流化床反应器的动态模型，以波动的可再生能源作为热源对反应系统进行了评估，分

别使用水蒸气和氮气作为传热流体储热效率分别为 14.1%和 29.9%。Ranjiha[14]等对

Ca(OH)2/CaO 热化学储能间接加热反应器中脱水-水合过程进行了数值模拟，使用翅片强

化了反应物一侧传热过程。Wang[15]等在反应器中嵌入具有高导热性和高渗透性的多孔介

质通道，发现其能够显著增强 Ca(OH)2/CaO 脱水过程，反应时间缩短了 22.39%。

目前，热化学储能系统的储热效率主要受到反应物导热系数低的限制。此外，对于

气固类型的 TCES 系统，气体扩散阻力也是影响储能效率的主要因素。因此，强化传热

传质是解决该问题的核心手段。本文针对 Ca(OH)2/CaO 圆柱型反应器中的脱水过程，采

用多种强化传热传质方法，如添加多孔通道及金属板等，根据反应温度、压力、反应程

度等指标的变化对储热系统性能的提升进行分析。本文工作为 Ca(OH)2/CaO 反应系统的

设计与开发提供了指导。

1 物理及数学模型

1.1 物理模型

本文所研究的圆柱型不锈钢制反应器高 420 mm，内径 151 mm，壁厚 4mm，固体反

应物 Ca(OH)2（颗粒粒径 5 m）装填在其中。考虑到结构的对称性，计算区域为三维区

域的半结构，如图 1 所示。反应器外壁面始终保持较高温度 873 K，加热反应器中的反

应物。反应器上表面为水蒸气出口，底面密封。选取轴心纵切面上高度为 400 mm 处相

距25 mm的三个等距观测点A、B、C以及位于圆柱中心线上高度分别为20 mm和210 mm
的测点 D 和 E。

图 1 Ca(OH)2/CaO 圆柱型反应器计算区域示意图

1.2 控制方程

脱水反应过程的流动传热传质模型构建基于以下假设[16-18]：

①采用多孔介质传热平衡模型，即固体反应物与水蒸气处于局部热平衡状态；

②Ca(OH)2 和 CaO 的导热系数不随温度变化；

③水蒸气为理想气体[15]；

④反应物的粒径及孔隙率不随反应变化；



⑤忽略反应器向周围环境散热引起的热损失。

脱水过程的温度与压力之间的平衡如下式[19]
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其中 p 为水蒸气压力， eqT 为水蒸气压力下的平衡温度。

脱水过程中 Ca(OH)2的浓度变化为：
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脱水反应的反应程度为已消耗的反应物占反应物总量的比例：

2

2

Ca(OH)

0,Ca(OH)

1
c

X
c

  (3)

反应速率系数 K 为温度和压力的函数[20]
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其中 A 为脱水反应的指前因子，E 为脱水反应的活化能，通常通过实验测得。

水蒸气的质量守恒方程为：
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其中u为水蒸气在多孔介质中的表观速度， mQ 为脱水反应的质量源项，计算如下：

2m vapor Ca(OH)Q M Kc  (6)

水蒸气的动量方程为：
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其中 k 为反应物的渗透率，通过 Kozeny-Carman 方程计算：
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其中 pD 为反应物粒径。

根据局部热平衡假设，能量方程为:
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2Ca(OH)S H Kc   (11)

考虑到反应程度及反应物孔隙率的影响，式中的有效物性参数如下：

p eff p vapor p solid( ) ( ) (1 )( )c c c       (12)

eff vapor solid(1 )      (13)

固体反应物的比热容及密度随脱水反应程度的变化而改变，因此计算如下：

2p,solid p,CaO p,Ca(OH)(1 )c Xc X c   (14)

2solid CaO Ca(OH)(1 )X X     (15)

固体反应物导热系数设为定值
1 12 W m K    ，水蒸气导热系数为温度的函数：

1 1
vapor [0.09 0.0001*( 473)] 0.8  W m KT         (16)

反应物的比热容是温度的函数：

-1 -1
p,CaO 0.1643 799.15 J kg Kc T     (17)

2

-1 -1
p,Ca(OH) 0.3829 1218.87 J kg Kc T     (18)

水蒸气的密度根据理想气体状态方程计算。

反应器壁面的能量方程为：
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1.3 初始及边界条件

初始时刻，计算区域温度为723 K，水蒸气压力为初始温度下的平衡压力为28415 Pa，
反应物孔隙率为 0.8，初始浓度为 5945 mol/m3。反应器上表面为水蒸气出口，压力恒为

28415 Pa。反应器外壁面温度为 873 K，底面绝热密封边界。当反应程度达到 90%时认

为脱水反应完全。

2 网格独立性考核及模型验证

2.1 网格独立性考核



首先进行网格独立性验证，分别生成了 18572、36672、66517、115335、226653、
407865、798306 的网格，对脱水过程进行模拟。如图 2 所示，当网格数达到 226653 时，

脱水反应总时间及 t=5000 s 时中心测点温度基本不变，满足网格独立性要求。

图 2 网格独立性验证

2.2 模型验证

Chen 等[21]模拟研究了的圆柱形反应器中的脱水过程，二维计算域为四分之一反应

器。反应器中心管为恒压水蒸气出口(28415 Pa)，中间的换热管管壁为定温边界（873 K），

反应器外壁面为绝热密封边界，计算区域初始温度 723 K，初始压力 28415 Pa。保持初

始及边界条件一致，采用本文 1.2 节的脱水反应数学模型对上述过程进行模拟。如图 3
所示，本文模型模拟的结果与 Chen 等[21]模拟结果吻合较好，模型得到了验证。

图 3 脱水模型验证[21]

3 结果与讨论

3.1 基本工况

根据上述数学模型及相关初始和边界条件，模拟了圆柱型反应器中脱水过程的参考

工况。脱水反应所需时间为 18500 s。不同时刻反应器轴心纵切面反应温度分布如图 4(a)
所示。温度分布主要受高温壁面导热影响，靠近壁面处传热距离最短，温度最先升高，

计算区域中的温度梯度沿径向从反应器壁面逐渐扩大至计算区域中心。图 4(b)为脱水反

应过程中点 A、B、C、D、E 温度随时间变化结果，其中靠近高温壁面的 A 点温度在反



应初期即迅速升高，高温导致吸热反应速率较高，因此 A 点温升速率很快变慢，并逐渐

接近壁面温度。B、C 点温度变化趋势与 A 点相似，在反应初期温度升高较快，随着局

部脱水反应开始进行反应,吸热量增大，温升速度变慢；同时由于距离高温壁面更远，B、
C 点温度始终低于 A 点。位于反应器中轴线上的点 D、E 距离高温壁面较远，反应初期

温度较低，但由于距离反应器出口较远，蒸汽扩散阻力与 C 点相比更大，因此反应速率

更低，吸热量更少，随着局部脱水反应的进行，温度逐渐升高并超过 C 点。

(a)不同时刻温度分布 (b)不同测温点温度变化

图 4 脱水过程温度变化模拟结果

不同时刻下反应器轴心纵切面反应物浓度分布图如图 5(a)所示。由于靠近壁面区域

温度较高，反应速率快，反应程度较高，反应物浓度也相应较低。此外，靠近出口处的

反应物浓度更低，这主要是因为靠近反应器出口，水蒸气压力更低，由式(1-2)可知，反

应速率相应地更高，反应程度更高，反应物浓度更低。这也解释了图 4(a)中反应初期反

应器出口处温度更低，反应后期（t=18000 s）靠近出口处温度更高的模拟结果：由于靠

近出口处反应速率高，吸热量较大，因此在反应初期温度更低；随着反应的进行此区域

的反应开始变慢并结束更早，吸热量减少，因此温度变高。图 5(b)各点的反应物浓度随

时间变化图，A、B、C、D 四个测点反应物浓度都随时间不断降低，且反应初期反应物

消耗速率最大，随着脱水反应的进行，反应速率逐渐减慢，反应物浓度降低速率变缓。

(a)不同时刻反应物浓度分布 (b)不同测温点反应物浓度变化

图 5 脱水过程反应物浓度变化模拟结果



靠近高温壁面且反应速率较快的 A 点上反应物浓度在反应初期就急剧降低，在

t=1800 s 左右几乎反应完全。随着与高温壁面距离变大，传热距离变长，点 B 和点 C 上

反应物浓度的下降速度逐渐变慢。这表明温度是限制脱水反应进行的主要因素，温度越

高，反应速率越高，反应物浓度下降也越快。点 D、E 上的反应物浓度变化趋势则比较

接近，且均比点 A 上反应物浓度下降速度慢。这是因为这两点位于反应器中心线处距离

高温壁面最远，同时位于反应器内部，距离反应器出口较远因此传热距离最远且产生的

水蒸气流出反应器阻力较大。除了温度因素，水蒸气流动受限也是限制脱水反应进行的

一方面因素。

3.2 添加多孔通道/金属板对脱水过程的影响

在反应器内添加具有高导热系数和高渗透率的十字交叉多孔通道（泡沫金属）来强

化传热传质，多孔通道的孔隙率为 0.8，导热系数为 44 W/m/K。一方面，多孔通道自身

的高导热性能可以强化脱水反应的热量传递过程，另一方面，多孔结构也可作为蒸气流

通通道，从而降低蒸气扩散阻力，提高反应器的脱水速率。为了在当前反应器规模下比

较强化传热与强化传质对脱水速率的影响，又对添加具有高导热性的十字交叉金属板的

反应器脱水工况进行模拟，金属板的导热系数为 213 W/m/K。在圆柱型反应器内部安装

十字交叉形多孔通道和金属板（多孔通道和金属板长 0.42 m，宽 0.151 m，厚 0.005 m，

由两块板十字交叉构成），保持通道总体积和通道宽度不变，图 6 为添加多孔/金属板反

应器中心横截面反应温度与基本工况对比结果。可以看到，添加多孔通道有利于强化传

热，提高整场温度分布均匀性。其中添加金属板的反应器温度分布更均匀，相同时刻整

场温度更高，说明金属板在强化传热方面性能优于多孔通道。

图 6 添加十字交叉多孔/金属板反应温度分布对比图

图 7 比较了一半反应程度时添加多孔/金属板沿轴向的反应器压力分布，可以看出，

添加多孔通道的反应器在脱水过程中蒸汽压力梯度更小，整场压力更低，根据式(1)，蒸

汽分压越低，对应的平衡温度越低，脱水反应速率越高。说明添加多孔通道确实可以通



过减小蒸汽扩散阻力来提高脱水反应速率。

图 7 X=0.5 时添加多孔/金属板反应器压力分布图

图 8 对比了添加多孔和金属板反应器中心横截面的反应程度，发现相同时刻下，添

加金属板的反应器其反应程度略高于多孔通道，从脱水总时间来看，添加多孔通道的反

应系统脱水时间为 7200s，大于添加金属板的反应系统脱水时间 6100s。从强化传热角度

分析，添加实心金属板的反应器脱水性能优于添加多孔通道的反应器；从强化传质角度

分析，添加多孔通道有利于降低蒸汽扩散阻力，提高反应器脱水性能。猜测可能是由于

对当前尺寸及反应物孔隙率下的反应系统，强化传热对提高反应系统性能起主导作用，

使得添加实心金属板的反应器脱水性能更佳。

图 8 添加十字交叉多孔/金属板反应程度分布对比图

4 结论

强化传热及传质是提高 TCES 系统储能效率的重要措施。本文对基于圆柱型反应器

的 Ca(OH)2/CaO 热化学储能系统脱水过程进行了数值模拟，分析了反应系统温度及反应

物浓度的变化规律，主要结论如下：



（1）反应温度沿径向的变化主要受到高温壁面导热的影响：靠近壁面处温度最先升

高，中心轴线处温度最低；反应温度沿轴向的变化主要受到水蒸气扩散阻力的影响：靠

近反应器出口处由于水蒸气扩散阻力小，反应程度较高，温度较低。

（2）针对储能系统效率低的问题，采用添加多孔或金属板的方法来强化传热及传质

过程，得到以下结论：添加具有高导热性和高渗透性的十字交叉多孔通道或十字交叉金

属板都能够极大缩短脱水过程总时间，其中添加金属板的反应器脱水总时间更短，为

6100s，说明对当前尺寸下的反应器，受到反应物孔隙率、反应规模的限制，强化传热比

强化传质对储能系统性能的影响效果更明显。
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摘要：水中蕴藏着巨大的能量，在其自然蒸发过程中，水流驱动的电荷定向迁移可以持续的输出电力为设

备供能。然而由于电荷在器件孔道内输运能力差，严重制约了产电性能，使得能量未得到充分利用。为解

决该问题，本文提出了一种提高离子凝胶产电性能的策略，即调控离子凝胶孔径的同时提高了其表面 Zeta

电位，从而将开路电压和短路电流分别提升了约 2 倍和 6 倍。本研究为提升水蒸发驱动产电性能提升提出

了新思路。

关键词：水蒸发；离子凝胶；电荷输运

0 前言
能源是人类文明得以持续发展的重要因素，然而过度依赖化石能源无疑对环境和气候造

成了不可逆转的损害，因此亟待开发利用清洁能源和绿色能源。水是地球上最为丰富的可再

生资源，约占地球表面积的 71%[1]。水蒸发是一种普遍存在的将显热转化成潜热的过程，每

克水从液态到汽态的过程会转化 2.26 kJ 的能量。据统计，水的蒸发能占据了水消耗总能量

的 66%，产生了高达 80 W m-2 的功率密度[2]。尽管人们利用蒸汽的热能转换成机械能的技术

已趋于成熟，但自然水蒸发的这一过程产生的能量尚未得到充分利用和有效收集。基于此，

水蒸发驱动发电技术引起了关注，这种新型发电技术不需要额外的机械功，有望解决人们日

常所需的供电问题。

基于水蒸发驱动发电的机理——电动效应可知，固-液界面处的水蒸发这一自然过程可

以驱动电荷在表面带电固体的微通道内定向传输，从而实现产电。Guo 等[3]首次提出利用多

孔炭黑膜在自然条件下水分蒸发，获得了电流密度为 40 nA cm-2 的持续电力输出，当水分子

通过表面带电材料形成的毛细通道时，毛细通道内双电层(Electrical Double Layer，简写为

EDL)带有与微通道表面电性相反的电荷，这些电荷随水流移动，从而产生电势和电流。但

目前该技术产电性能较低仍是水蒸发发电驱动领域面临的巨大挑战。

丰富的纳米通道能够促进水与材料表面相互作用，因而与提高水和离子动能相关[4]，此

外，改变电解质浓度和调节通道壁面的表面电位，可以增强通道内部的电荷传递，从而提高

性能。离子凝胶作为一种含水量充足，运输水迅速，且可在多工况下实现水蒸发的柔性材料，

具有广泛的应用前景[5]。但传统离子凝胶由于吸水溶胀后聚合链间松动，离子传输能力十分

有限，大幅降低了其导电性[6]。考虑到金属有机框架(Metal organic Framework，简写为 MOF)
是一种具有高孔隙率，良好的电荷输运能力的新型材料，在从环境中收集清洁能源方面展现

很好的应用前景[7]，在本文在聚丙烯酰胺(PAM)离子凝胶体系中成功引入粒径为 100-500 nm
的 uio-66 颗粒。然而大多的 MOF 总是在其缺陷表面发生降解，被认为“水敏感”，即在水环

境中不稳定[8]。因此为了增强 MOF 颗粒在离子凝胶中的稳定性，在 PAM/uio-66 复合离子凝

胶中加入聚苯胺，最终合成了聚苯胺 (PANI)涂层的 MOF 基聚丙烯酰胺离子凝胶

(PANI/MOF/PAM)水蒸发驱动发电机(PMP HEGs)，该复合离子凝胶成功将 PAM 离子凝
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胶的孔道直径减少了一个数量级，并在特定水环境下，实验测量改变离子凝胶 Zeta 电位前

后的产电性能，测得开路电压和短路电流分别提升了约 2 倍和 6 倍。离子凝胶因其灵活性及

柔性的特点，极大拓宽了水蒸发驱动发电器件的适用范围，例如与智能家居结合，为水蒸发

驱动产电领域的性能提升提供新的参考的同时也为日常实际供电应用提供了新思路。

1 基本原理
当液体在固体表面流动时，双电层(EDL)的动态变化将会产生电动效应。图 1 所示，在

流势的作用下压力梯度作用下微通道内流体流动行为的坐标系统。

图 1 通道内的流体流动剖面和浓度边界层示意图

电解质由孔道尺寸与该电解质 Debye 长度相近的时候所产生的压力梯度驱动，通道内

带电荷的内壁将导致 EDL 的重叠，因而产生电流，该电流称为流电流( strI )[9]，该电流沿流

体流动方向流动，因此离子会在通道下游部分积累形成电场，产生了传导电流( condI )，方向

与压力梯度驱动流体流动方向相反。因此，净离子电流( ionicI )可以表示成流电流和传导电流

的加和，则有：

ionic str condI I I  (式 1)

考虑到本项工作电解液是去离子水且纯压力梯度驱动，因此在稳定状态下，净离子电流

为 0( 0ionicI  )，最大的流动电位存在于纳米通道的电势差，可以表示为：

0 r 1
max

PV =  


ζ

(式 2)

式中， 0 ， r ， ， 分别真空介电常数、水的相对介电常数及其电导率和粘度系数； 1P

为毛细力驱动引起的压降。

此外，根据电势差与场强以及场强与表面电荷密度的关系，电压也可以根据材料内表面

附近剪切面上的表面电荷密度间接比较，其中表面电荷密度可以表示为：
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(式 3)

式中， c 为电解质溶液的摩尔浓度(mol·L-1)； v， v分别为构成电解质的正离子和负离子

的化学计量系数； z， z分别为正离子和负离子的价态，R 和 F 分别为气体常数和法拉第

常数；T 为温度。

本文表面电位 50mV  ，则上述公式可简化为：

1/d   (式 4)

式中， 1  为德拜长度，公式为：
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其中， e 为基本电荷； iz， in 为离子 i (溶液中含有 N 种离子) 的电荷数和离子数浓度；k 为

玻尔兹曼常数。计算可得去离子水的德拜长度为 0.96 μm。

当电解液与带电内壁接触时，与固体表面电荷电性相反的离子会因吸附在固体表面而导

致浓度减少，为了促进平衡，一定量的水分子将会解离成：

2 32H O H O OH   (式 6)

通道允许电性相反的离子通过，则流电流可以定义为：

0 1r
str

A PI
r

  


 (式 7)

最后将压差的计算公式： 1
4 cosP

L
 

 带入到上述 maxV 及 strI 的表达式中，得到：

0 r
max

4A cosV =   


(式 8)

0 r
str

4A cosI =
rL

  


(式 9)

式中，为表面张力；为接触角；L 为毛细管长。

最大输出功率密度计算公式为： max
volume

PPower density
volume

 

其中， max
1
4 oc scP V I  ， ocV 和 scI 分别为实验测得的开路电压和短路电流。

2 样品及实验测量



2.1 复合离子凝胶制备

2.1.1 材料及化学试剂

丙烯酰胺(AAM)，N, N-基双丙烯酰胺(MBAA)，2-羟基-4’-(2-羟乙氧基)-2-甲基苯丙酮

(UV-I)，琼脂糖(AG)，(3-丙烯酰胺丙基)三甲基氯化铵(APTACl，75wt%)，聚苯胺(PANI)，
ZrCl4(99%)，对苯二甲酸(BDC，98%), N, N-二甲基甲酰胺(DMF，99.8%)，乙酸。

2.1.2 PAM 离子凝胶的制备

将 942 μL APTACl 溶液、2.92 g AAM、0.00419 g MBAA、0.0090 g UV-I、0.1 g AG 混

合于 7 mL 去离子水中。然后在磁力搅拌器上加热搅拌直至溶液清澈，而后将溶液倒入模具

中，静置 30 分钟左右，使溶液冷却，进行物理凝胶。最后用 45 W 辐照功率下的 365 nm 紫

外光照射 1 小时，使其在光引发剂的作用下固化形成离子凝胶。

2.1.3 PANI/MOF/PAM 复合离子凝胶的制备

(1)uio-66 纳米晶体的制备

根据文献[10]制备，具体方法如下：将 30 mg ZrCl4 和 20 mg BDC 共分散到 10 mL DMF
中，加入 1 mL 乙酸形成分散液，并将其超声处理 10 分钟，然后转移到高压灭菌器中，在

120 °C 下加热 15 小时。自然冷却后，用 DMF 洗涤 3 次，然后用去离子水洗涤 3 次。

(2)PANI/MOF/PAM 复合离子凝胶的制备

将上述合成的 uio-66 纳米晶体与 PANI 溶解于水中并超声形成分散液，uio-66 纳米晶体

和 PANI 的质量比为 1：1.75。将 942 μL APTACl 溶液、2.92 g AAM、0.00419 g MBAA、0.0090
g UV-I、0.1 g AG 混合于 7ml MOF 和 PANI 的分散液中，在磁力搅拌器上加热搅拌 15 分钟，

而后将溶液倒入模具中，静置 30 分钟左右，使溶液冷却，进行物理凝胶。最后用 45 W 辐

照功率下的 365 nm 紫外光照射 1 小时，使其在光引发剂的作用下固化形成复合离子凝胶。

2.2 实验测量

2.2.1 性能测试

本文性能测试均在 25℃，相对湿度 50%的实验室环境下进行，将 PMP HEGs 裁剪成 5
cm×1 cm×0.1 cm 大小，如示意图 2 所示，背面负载纤维布来维持连续的水供给，电极采用

石墨电极和铜电极，电极间距为 2.5 cm 且均置于装有去离子水容器的水面之上以防止下方

的铜电极浸入去离子水中被腐蚀。特别的是，石墨电极上会被覆盖上一层水膜，因此在铜电

极上会形成新的多孔的铜离子混合物层，减少了两个铜电极和石墨电极之间的直接接触，从

而避免短路问题导致测量结果的不准确[11]。

图 2 (a)PMP HEGs 工作原理图；(b)PMP 复合离子凝胶电学实验测试示意图

本文中，离子凝胶通过吸收环境热量使水分蒸发从而驱动其内部电荷的定向传输，为了



验证离子的传输是由水蒸发驱动的，并基于此提高 PMP 复合离子凝胶的电学性能，本文在

模拟 1 个太阳光强下使其蒸发并记录数据。此外，为了验证孔道尺寸对于离子传递的影响，

本文分别测试了 PAM/PANI 离子凝胶以及 PMP 复合离子凝胶的电学性能。此外，可以将样

品参数代入上述公式中进行理论计算，并将计算结果与实验结果进行比较。

2.2.2 实验仪器

本文实验使用 Keithley 6510 数据采集仪完成；相对湿度和温度使用型号为 GSP-8A 的温

湿度计测量；采用 AAA 级太阳模拟器(中科微能，CME-P1000)输出功率为 1000 W m-2 来模

拟太阳通量，光功率密度由光功率计(S310C，Thorlabs, USA)校准；蒸发过程中的质量变化

由型号为 PTX-FA300S 的电子天平监测。

实验样品表征部分使用仪器如下：纳米粒度及 Zeta 电位分析仪(Zetasizer Nano ZS
ZEN3600)分析各个样品的 Zeta 电位值；生物冷冻扫描电子显微镜(FEI Quanta 450)观察

PAM/PANI 离子凝胶以及 PMP 复合离子凝胶的孔道尺寸。

3 实验结果分析
PMP 复合离子凝胶相对于 PAM/PANI 离子凝胶表面有较高的 Zeta 电位，从而形成了具

有高浓度的反离子形成的 EDL，该点通过 Zeta 电位分析仪对壁面 Zeta 电位的表征得到验证。

PAM 离子凝胶、PAM/MOF 离子凝胶以及 PAP 复合离子凝胶的 Zeta 电位分别为 1.64 mV、

3.47 mV 和 9.00 mV(如图 3a 所示)，表面电位值的逐级增加可解释为：(1)uio-66 纳米颗粒的

结构缺陷。用酸(如本文所用的乙酸)作为调制剂合成的 uio-66 由于缺少连接剂而存在缺陷，

导致 Zr 簇的不饱和配位，使其表面带正电[12]，这与之前报道的具有类似特性即表面带正电

的材料相吻合[10, 13]；(2)聚苯胺作为一种表面带正电的导电聚合物添加到 PAM/MOF 离子凝

胶中，有效增加了 Zeta 电位值。并且根据表面 Zeta 电位可以计算出表面剪切面附近电荷密

度值(σ)，可用于比较电压值[14]。

图 3(a)PAM 离子凝胶、PAM/MOF 离子凝胶以及 PAP 复合离子凝胶的 Zeta 电位值表征图；(b)PAM 离子凝

胶孔径分布图；(c)PMP 复合离子凝胶孔径分布图。

由于水的蒸发，液态水在 PMP HEGs 的底部到顶部形成不对称分布，导致 OH-随水流

的定向迁移(如图 2a 所示)，当凝胶中的大量纳米通道被水填充时，在 PMP 复合离子凝胶网

络和水界面附近会自发形成 EDL。根据上述德拜长度的公式，求得去离子水的德拜长度为

0.96 μm，远大于 PMP 复合离子凝胶的孔道直径，这意味着在通道两侧形成了重叠的 EDL[5]，

同时相互连接且孔道丰富的纳米网络是流动电流的必要条件，如图 3b、3c 所示，PMP 复合

离子凝胶的平均孔道直径大多为几十纳米，远小于 PAM 离子凝胶的孔道直径，这说明 PMP
离子凝胶提供了更充分的水传输路径，因而增加了水电离的基团相互作用的几率，并且对与

表面带有相反电荷的离子有更高的选择性[11, 14]，使得电流有明显的提升，这与测试结果基本

一致(如图 4a 所示)，相较于 PAM/PANI 离子凝胶，PMP 复合离子凝胶电流由 5.28 μA 提升



至 30.70 μA，近 6 倍，并且在 4000s 内电流值保持相对稳定。

图 4(a)不同孔径的 PMP 和 PAM/PANI 两种离子凝胶短路电流测试对比图；(b)PMP、PAM/MOF、PAM 三

种离子凝胶开路测试电压对比图；(c)没有水供给时 PMP 复合离子凝胶电流电压值；(d)一个太阳照射下 PMP

复合离子凝胶电学性能提升图。

为了进一步验证 2D 孔道尺寸和高表面电位的协同作用对离子传递的影响，控制变量分

别测试了 PMP 复合离子凝胶、PAM/MOF 离子凝胶以及 PAM 离子凝胶从水蒸发中收取的电

能(如图 4b 所示)，结果表明，这三种离子凝胶分别产生了 0.150 V、0.185 V 以及 0.291 V 的

开路电压，证实了 PMP 复合离子凝胶较小的孔道尺寸以及较高的表面 Zeta 电位之间的协同

作用能够促进其从环境中吸收热量进行蒸发从而驱动电荷定向迁移。

最后为了验证离子的传输是由水蒸发驱动的，在实验系统中，除去水的供应，使 PMP
复合离子凝胶暴露在环境中测其电学性能。由图 4c 可以看到器件的开路电压和短路电流分

别降低至 0.02 V 和 0.20 μA，实验结果也说明了从环境中吸收热量使器件蒸发是 PMP HEGs
工作的主要驱动力。

此外，本文将实验样品放置在太阳光模拟器下，模拟在一个太阳光下 PMP HEGs 电学

性能是否会有增加，从而反映对电荷传输的促进作用。如图 4d，在太阳光照射下，PMP HEGs
开路电压值在 0.45 V 附近，短路电流增加至 48.00 μA，相较于在无太阳照射的实验环境中，

PMP HEGs 的电学性能具有显著提升(开路电压值提升约 1.5 倍，短路电流值提升约 1.6 倍)，
这归功于聚苯胺良好的光响应特性以及光热性能[15]，极大促进了其内部水流的供应，导致孔

道内相反离子的积累并产生电荷极化，进一步拓宽了 PMP HEGs 的适用范围。

4 结论
综上所述，本文提出了一种提升水蒸发驱动发电性能的策略，制备的 PMP 复合离子凝

胶内部孔径的减小和表面 Zeta 电位的提升表现出增强的协同稳定性，提高了电荷的定向迁

移，使得开路电压和短路电流分别提升了 2 倍和 6 倍，优于基础的 PAM 离子凝胶。此外，



复合离子凝胶参与的主要换热过程包括其表面与周围环境之间的蒸发散热，通过实验可知，

从环境中吸收热量蒸发作为复合离子凝胶产电的驱动力，并且通过模拟太阳光照加大这一驱

动力，结果显示电学性能增强，进一步证明了快速蒸发有助于复合离子凝胶内部有固体表面

带有相反电荷的离子传输。PMP HEGs 可以有效地从环境中吸收热量为自然蒸发供能来获取

电能，这为解决能源问题提供了新的途径和方法。
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摘要：本研究通过构建一种质子交换膜燃料电池性能——老化耦合模型，将一维铂老化模型嵌入一维

全电池模型中，铂老化模型得以引入阴极催化层内非均匀的物理场分布，而全电池模型中得以加入铂

老化对电池性能的影响。数值研究了阴极催化层离子聚合物含量梯度结构对电池性能和老化的影响，

结果表明在催化层内靠近膜侧放置较多离聚物可提高电池的初始性能，而相反的梯度结构可以延长电

池寿命。

关键词：质子交换膜燃料电池，阴极催化层，老化，极化曲线

0 前言

近年来，质子交换膜燃料电池（Proton exchange membrane fuel cells：PEMFCs）受

到越来越多的关注，其具有结构简单、运行温度低、功率密度高、零排放对环境友好、

启动快速和能快速适应功率变化等特点[1]。目前，PEMFCs 已被应用于汽车、便携式电

子产品、热电联供系统等领域[1]，并被认为是 21 世纪最有发展前景的能量转换系统之一
[2]。然而，PEMFCs 的大规模商业化应用仍存在阻碍，成本和耐久性一直是其迫切解决

的主要问题[3]。在 PEMFCs 的所有组成部件中，催化层（Catalyst Layers：CLs）占总系

统成本的近 60％，而其中贵重金属催化剂 Pt 成本占 CLs 成本的 70％以上[1]。因此降低

阴极催化层中的催化剂载量对降低电池成本至关重要。根据美国能源部（DOE）的展望
[4]，电池内 Pt 载量应在未来应降至 0.088 mg cm-2，但目前使用 CLs 内的平均 Pt 载量约

为 0.25 mg cm-2[2]，距离期望目标值还有很大差距。此外，降低 Pt 载量会导致电池输运

功率下降，且更易发生老化。上述现状给 PEMFCs 性能和耐久性提高带来了新挑战[2,5,6]。

对于 PEMFCs 的输出性能优化和耐久性提高设计，研究 PEMFCs 内部的电化学反应

动力学和物质的复杂输运过程，特别是对 CLs 的全面理解是至关重要的。然而，由于碳

载 Pt 纳米颗粒的复杂微观结构和快速的形态演变过程，直接进行实验原位测量已被证明

很困难[7]。基于实验的物理建模和数值模拟提供了另一种了解 CLs 内部反应过程和结构

演化机制的方式，目前文献中已经发展了大量 CL 模型。最初 Nguyen 和 White 将 CL 视

为边界条件[8]。后来，CL 被进一步建模为具有离子聚合物、孔隙和碳骨架的均质层，但

复杂的微纳结构在均质模型中被忽略[9]，由于该缺陷，在均质模型中物质输运阻力经常

被低估，导致对电池的性能预测不准确。随后发展出团聚块模型，其中 CCL 被假设为由



团聚体组成，这些团聚体是由碳颗粒、Pt 颗粒和离子聚合物以及孔隙构成的球状体[10-13]。

然而，对于团聚体的具体结构和组成成分仍存在争议，并且团聚体大小和离子聚合物膜

的厚度也与后续的一些实验数据并不相符[14]。Wang 等人[15]使用直接数值模拟方法开发

了一个孔隙尺度模型，研究了催化剂形貌对电池性能的影响。Lange 等人[16]则通过随机

重建微观结构进行了催化层孔隙尺度建模。CL 孔隙尺度建模的发展促进了孔尺度模型

与宏观均质模型的耦合，进一步推动了 CL 建模的发展。Hao 等人[17]将微观氧气传输阻

力，包括离子聚合物的界面阻力、氧气在离子聚合物薄膜中的扩散阻力和 Pt 的界面阻力，

整合到传统的均质模型中，通过考虑 Pt 载量和电极组成对氧气局部传质阻力的影响，可

以大大提高数值模型的准确性，同时保持了均质模型的简单性。简而言之，将 CL 孔隙

尺度建模与宏观尺度建模相结合的方法已被证明是有价值的，并为工程设计提供了便利。

PEMFC 耐久性的一个核心问题是随时间推移，CCL 中 Pt 的质量损失[18]。目前已经

揭示四种可能的 Pt 降解机理：（1）奥斯特瓦尔德成熟。较小的 Pt 颗粒在离子聚合物相

中溶解并产生 Pt2+离子，然后扩散并重新沉积在较大的 Pt 颗粒上[19,20]；（2）Pt 颗粒的迁

移和聚集。碳载体上的 Pt 颗粒迁移并与其他 Pt 颗粒聚集形成更大的颗粒[21,22]；（3）Pt
颗粒的脱落。Pt 颗粒从依附的碳载体上脱落，这主要是由于碳载体的腐蚀，从而丧失了

与导体的电子接触[23,24]；（4）膜中（MEM）Pt 的再沉淀。Pt2+离子在离子聚合物相中扩

散并进入 MEM，在那里遇到来自阳极交叉氢被还原并重新沉淀[19,20]。尽管对于在电池

不同工作条件下的 Pt 主要降解机理存在争议，但目前的研究已经普遍认为，在 0.6 V-1.0
V 的电压范围内，这是常用来模拟 PEMFC 的负载循环测试[25]，奥斯特瓦尔德成熟和

MEM 中的 Pt 再沉淀会导致 CL 的加速老化[26]。因此，了解 Pt 溶解，再沉积和 MEM 中

重新沉淀的基本机制对于延长 PEMFC 的寿命至关重要。

Darling 和 Meyers [27]首先提出了一个动力学模型来描述聚合物电解质燃料电池

（PEFCs）中 Pt 纳米颗粒的氧化和溶解过程。Bi 和 Fuller [28]则提出了一个具有双峰粒径

分布（PSD）的一维老化模型，用于研究奥斯特瓦尔德成熟和 Pt 的再沉淀过程。Holby
和 Morgan [29]基于基础热动力学发展了一种 PSD 演化模型，其中包括 Pt 溶解/沉积反应

和氧化物形成/还原反应。基于该模型，Li 等人[18]进一步发展了一维 Pt 老化模型，用于

研究 CCL 的非均匀降解，在该模型中相对湿度的影响也被考虑在内。最近，Zheng 等人
[30]使用类似于 Li 等人[18]的一维模型，研究了 Pt2+离子输运在 Pt 降解中的影响。然而，

目前大多数 Pt 老化模型都着重于电压循环期间 CL 整体结构参数的变化，却很少关注局

部参数变化对燃料电池性能损失的影响。

许多策略已被提出以减缓 PEMFC 老化并改善其输出性能，其中 CL 组成成分的非

均匀结构被证明是其中一种有效方法。在沿流向的非均匀结构中，增加进口处的催化剂

载量可以提高燃料电池的性能[31]。在沿 CL 厚度方向的非均匀结构中，Pt 粒径、Pt 载量

和离聚物重量的不均匀分布结构对电池性能和寿命的影响也在近几年中被广泛研究。Yu
等人[32]发现，增加 CCL 中靠近 MEM 区域的 Pt 载量可以改善燃料电池的初始性能以及

电压循环后的性能。在他们的进一步研究中，Yu 等人[33]还建议在 CCL 中靠近 MEM 的

区域应用更大粒径的 Pt 颗粒可以缓解 Pt 的降解，这也得到了 Zheng 等人[6]数值模拟结

果的支持。Xie 等人[34]研究了离子聚合物含量分级分布对催化剂性能的影响，发现在靠



近膜的 CCL 区域具有更高离子聚合物含量的情况下，电池具有更好的输出性能。

本研究的主要目标是在电压循环条件下，利用数值方法模拟燃料电池在循环前后的

性能损失和 CCL 整体及局部结构参数的演变，例如电化学反应面积（The electrochemical
surface area：ECSA)，Pt 质量等，并评估 CCL 的梯度结构对燃料电池耐久性和性能的影

响。首先，开发了一维 Pt 老化模型和一维 PEMFC 全电池模型的耦合模型。然后基于耦

合模型，分析了沿 CCL 厚度方向离子聚合物重量梯度结构对 PEMFC 性能和耐久性影响。

1 一维全电池性能-Pt 老化耦合模型

1.1 一维 Pt 老化模型

本文使用的 Pt 老化模型是基于 Li 等人[18]工作的基础上开发的。在该模型中，将 CCL
视为沿厚度方向的一维结构，所有参数在截面面积 A 上均匀分布。如图 1 所示，CCL 厚

度为 L 其中 x = 0 表示左侧的 CMPL / CCL 界面，x = CCL 表示右侧的 CCL / MEM 界面。

本文假设孔隙、碳载体和 Pt 颗粒在 CCL 内均匀分布，进一步假设碳载体颗粒为球体，

碳载体上的 Pt 颗粒为半球体。如图 1 所示，CCL 被分成 N 个相邻的控制体，控制体的

序号用 i 表示，其大小沿着 x 方向递增。在每个控制体中，将 Pt 颗粒按直径区间分为 M
组，直径组用 j 表示。例如，下标 ij 表示第 i 个控制体中第 j 个 Pt 颗粒直径组。

图 1 PEMFC 中 CCL 结构的一维示意图

在 PEMFC 的电压循环期间，CCL 中 Pt 颗粒上的 Pt 原子可能经历以下 5 个过程：（1）
Pt 溶解、（2）Pt2+的再沉积、（3）Pt 氧化、（4）Pt2+重新沉淀、及（5）Pt2+扩散穿过 CCL
并进入 MEM。反应（1）-（4）的电化学反应方程式如下：

2+ -
(s) (aq)Pt Pt 2e  (1)

2+ -
(aq) (s)Pt 2e Pt  (2)

+ -
(s) 2 (aq)Pt +H O PtO+2H +2e (3)



2+ + -
(aq) 2 (s)Pt H Pt 2H +2e   (4)

Pt 溶解和 Pt2+重新沉积速率的动力学方程遵循 Holby 等人[29]提出的动力学模型。在该模

型中，各动力学方程的推导基于 Butler-Volmer 速率方程，并引入了 Gibbs-Thomson 能来

描述依赖于 Pt 颗粒粒径大小的不稳定化学能。此外，还引入了表面氧化物覆盖的影响。

第 i 组第 j 个 Pt 颗粒的净溶解速率 rnet可以写成：
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Pt 表面的净氧化速率 rnet,oxide可以写成：
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(6)

通过求解 CCL 一维的 Pt2+的扩散方程，可以在 Pt 老化过程中更新每个控制体内 Pt2+

的浓度：

2+ 2+

2+
1.5Pt Pt
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c c
D S

t x x
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  
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(7)

在 Pt 老化过程中，CL 在每个时间步的 Pt 总几何表面积（The geometric surface area：
GSA）和 Pt 质量通过累加每个控制体所有直径组的 Pt 颗粒进行计算：
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假设在 Pt 老化过程中 ECSA 与 GSA 成线性关系，则每个时间步的 ECSA 可表示为:
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Pt 老化模型的计算流程可归纳如下：在每个电压循环的时间步中，首先计算局部过

电势，然后求解动力学方程（5）和（6）；然后根据 Pt 净溶解和净氧化速率，判断是否

发生过溶解或过沉淀现象，并对溶解和再沉淀过程进行速率修正；随后根据反应速率更

新催化层中相关参数，即 dij、Numij 和θij，以及计算 Pt2+扩散方程的源项；使用 TDMA
方法求解 Pt2+扩散方程，并根据其结果更新 CCL 控制体的 Pt2+浓度。最后，基于以上结

果计算得到该时间步后 CCL 的 GSA、ECSA 和剩余的 Pt 质量。

1.2 一维全电池模型

本文使用的 PEMFC 一维全电池模型是基于 He 等[2]提出的宏观三维多相非等温

PEMFC 模型基础上开发的，在模型中做出以下假设：

（1）所有气体成分均视为理想气体[35,36]；

（2）不考虑多孔介质组件中的气体对流[37-39]；

（3）忽略电池不同组件层间的接触热电阻[35]；

（4）多孔介质为各向同性[37]；

（5）电化学反应产生的水为膜态水[9]。

图 2 为一维 PEMFC 模型的示意图，模型中求解 8 个控制方程，包括三个气体组分

（H2、O2 和 H2O(g)）的质量守恒方程、液态水饱和度守恒方程、膜态水守恒方程、电子

电势、质子电势和能量守恒方程。

图 2 一维 PEMFC 模型示意图

在 GDLs、MPLs 和 CLs 中，求解如下气体组分守恒方程：
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(11)

在 GDLs、MPLs 和 CLs 中求解液态水饱和度方程：
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t
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(12)

在 CLs 和 MEM 中求解膜态水守恒方程：
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在 BPs、GDLs、MPLs 和 CLs 中求解电子电势方程：

 eff
ele ele ele0 S     (14)

在 CLs 和 MEM 中求解质子电势方程：

 eff
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在整个计算区域求解能量守恒方程：
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根据 Butler-Volmer 方程计算阳极催化层电流密度：
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在上述公式中 jref0,a 是阳极中的参考体积电流密度；c ref
H2 是氢气的参考浓度；a 是阳极

的转移系数，aact 则是阳极电化学反应过电势：

a
act ele ion    (18)

阴极催化层电流密度则采用考虑微观局部氧传质阻力的均质单颗粒模型[17]进行模

拟计算：

2

Pt
c c Oj k c (19)

其中，cPt
O2为 Pt/C 表面的氧气浓度，反应速率系数 kc 可以进一步表示为：
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其中，PtO 是 Pt 颗粒表面的平均氧化物覆盖率；jref0,c 是阴极表面的参考电流密度；aPt

是 CCL 单位体积内的 Pt 有效电化学面积；c 是阴极的转移系数；cact 是阴极的反应过

电势； 是 Temkin 等温线的能量参数[40]；而 c ref
O2 是参考氧气浓度。

采用有限体积法离散并采用 TDMA 求解上述控制方程。同时，在非稳态求解的内迭

代过程中，以阴极和阳极电流密度是否相等作为判断内迭代收敛的标准。



2 模型耦合及验证

图 3 为电池模型和 Pt 老化模型的耦合模型示意图。将一维 Pt 老化模型作为子模型

耦合在一维 PEMFC 模型中，用于模拟电池在电压循环中 CCL 中催化剂的退化过程，例

如 Pt 电化学反应面积、Pt 剩余质量、Pt 表面的氧化物覆盖率等。由于两个模型的同时模

拟需要大量计算和中间数据交换，为了节省计算时间和资源，采用了双时间步方法[42]，

如图 3 所示。在一个电压循环周期中 PEMFC 模型通常经历微小的参数变化，一个较大

的时间步长△t 足以模拟电池的性能衰减。而对于 Pt 老化模型来说，在电压循环周期间

相关参数会发生剧烈变化，因为纳米级Pt颗粒可能在不到0.001s内经历明显的形貌变化。

因此，对于老化模型应用较小的时间步长 dt1，以充分捕捉纳米级 Pt 颗粒溶解和再沉积

过程。

图 3 一维 PEMFC 模型和一维 Pt 老化模型的耦合模型示意图

首先对 Pt 老化模型进行验证，将数值结果与 Ferreira 等人[26]在相同条件下的实验结

果进行比较，如图 4 所示。当时间步长足够小（10-4 s）时，模拟的 ECSA 演变曲线与实

验结果非常一致。当应用更大的时间步长（10-3 s）时，模拟 ECSA 的降低趋势仍然与实

验结果较为吻合。半球形 Pt 颗粒在碳载体上的剩余质量分布也与实验测量数据相当一

致：模拟和实验结果都显示出 CCL 上的质量损失分布不均，且在靠近 MEM 侧 Pt 质量

损失更大，这可以归因于来自阳极的 H2。H2 可以将扩散进入 MEM 的 Pt2+（ Pt2+ + H2

→ Pt + 2H+）在离聚物相中还原沉降，导致 CCL 中 Pt2+浓度分布不均，并在靠近 MEM
侧形成低 Pt2+浓度区。该区域的低 Pt2+浓度会进一步促进 Pt 颗粒的溶解和在 MEM 中离

聚物相中的重新沉积，从而形成 Pt 耗尽区域。通过观察图 4（a）和（b），可以发现虽

然应用更大的时间步长会导致模拟的相对误差增加，但在比较不同 CCL 结构时，此方法

对最终结论没有影响，且可以显著加快模拟过程缩短计算时间。因此本研究将 10-3 s 作
为 Pt 老化模型的时间步长。



图 4 一维 Pt 老化模型验证结果。（a）归一化 ECSA；（b）CCL 厚度方向 Pt 剩余质量百分比

在一维 PEMFC 模型的验证中，采用 Ozen 等[44]提供的燃料电池结构参数和运行条

件。图 5（a）显示了一维 PEMFC 模型的模拟结果和实验极化曲线，可以发现模拟的极

化曲线与实验结果非常接近，证明了该模型的可靠性。同时也对模型瞬态过程求解的时

间步长进行了分析，如图 5（b）显示了不同时间步长下 CMPL/CCL 界面处的过电势在

一个电压循环周期中随时间的变化，可以看出当时间步长小于 1 s 时，时间步长独立性

已经得到了保证。因此，一维 PEMFC 模型的时间步长选择为 1 s。

图 5 一维 PEMFC 模型验证结果

（a）极化曲线；（b）一个电压周期中 CMPL/CCL 界面过电势

3 结果分析与讨论

以往研究表明[34]，在靠近 CCL/MEM 界面处布置更多的 Nafion，能够强化质子和

氧气输运通道，进而提高燃料电池性能。但是，这种梯度结构对燃料电池寿命的影响规

律尚不清楚。因此本文研究 Nafion 梯度分布对燃料电池性能和 CCL 老化的影响。

如图 6 所示，本节设计并比较了三种不同的 Nafion 分布 CCL 结构，分别命名为

CCL1、CCL2 和 CCL3。假设碳载体体积分数、CL 厚度和 Pt 载量保持不变，则三个 CCL
的平均离子聚合物体积分数和孔隙率均保持不变。将 CCL 沿厚度分为三个具有相同厚度

的子层。类似于 Xie 等人[34]制备的结构，相较具有低 Nafion 含量的子层，具有高 Nafion



含量的子层中孔隙率更低。

图 6 CCL 的离子聚合物含量梯度分布结构示意图

图 7 显示了 CCL 中离子聚合物分布对电压循环过程中归一化 ECSA 演化以及测试

开始（Begin of test：BOT）和测试结束后（End of test：EOT）电池极化曲线的影响。从

图 7（a）中可以看出，具有均匀离子聚合物分布的 CCL2 在电压循环过程中表现了出最

少的 ECSA 降解，意味着在 CCL 中引入离子聚合物梯度不利于缓解电压循环期间的

ECSA 损失。从图 7（b）可以看出，在三个结构中，CCL1 在 BOT 性能方面表现最好，

这与先前研究结果结论一致[34,45]。而对于 EOT 时的性能表现，尽管 CCL1 的 ECSA 剩

余量比 CCL2 低，CCL1 的电池性能仍为最佳，而 CCL3 的性能低于其他两种结构。比

较老化前后的电池性能，在电压为 0.3 V 时，CCL3 与 CCL2 之间的相对电流密度差从

6%（BOT）降至 3%（EOT），而 CCL3 与 CCL1 之间的差距则从大约 10%（BOT）降至

7%（EOT）。

图 7 CCL 离子聚合物含量梯度分布结构对老化及电池性能的影响（a）归一化 ECSA；（b）极化曲线

图 8 显示了在电压循环后电池在不同电压下的剩余输出电流密度百分比和 CCL 厚

度方向各控制体中 Pt 剩余质量的分布情况。剩余输出电流密度百分比与电压之间的关系

呈倒 U 形，其顶点位于 0.5 V 到 0.7 V 之间。结合图 7（b）中的极化曲线，可以发现高

电压区域（≥0.8 V）的性能损失比中电压区域（0.3 V-0.7 V）更严重。在高于 0.8 V 的

高电压区域，限制电池性能的主要因素是催化剂即电化学反应面积的不足，且这种影响

会随着电压的升高而增加。电压循环过程中电池的性能损失主要是由 ECSA 损失和 Pt
质量损失引起的，并且该影响会随着电压的升高而加剧，形成图 8（a）高电压区域的下



降趋势。当电压降低到 0.3 V 到 0.7 V 之间时，离子聚合物中的质子传输阻力即欧姆损失

逐渐成为决定极化曲线的主要因素。相对于 CCL 内的 ECSA 和 Pt 质量，质子传导阻力

经历了较小的退化，因为离子聚合物的重量分数和质子电导率在电压循环过程中几乎不

变，因此在中电压区域可以观察到更高的输出电流密度剩余百分比。通过对比图 8 中不

同 CCL 结构的曲线，可以发现 CCL3 在三个结构中性能损失最小，这可能是由于 Pt2+进

入膜的输运受到约束。CCL3 结构减少了 CCL 层 MEM 侧的离子聚合物含量，显著增加

了 MEM 附近的 Pt2+扩散阻力，从而减缓 Pt2+向 MEM 内的扩散。这有助于缩小 CCL 内

的 Pt 枯竭区域并降低该区域中 Pt 损耗，最终导致较少的电流密度损失。

图 8（b）描述了电压循环后 CCL 中碳载体上剩余的 Pt 质量。结合图 4（b）可以

发现，与 H2|N2条件相比，在阴极通入空气时，在 CCL 中靠近 MEM 区域内的 Pt 腐蚀得

到了显著缓解，这是因为 MEM 内的 Pt 沉淀带在 O2作用下被推离了阴极。对于离聚体

含量梯度分布的 CCL1 和 CCL3，可以观察到 Pt 质量分布与子层结构之间的不均匀关系。

从 CCL 内子层分界面两侧的 Pt 质量分布来看，电压循环后更多的 Pt 移动并留在了离子

聚合物含量较多的子层，而离子聚合物含量较少的子层 Pt 质量则较少。例如，在 CCL1
结构中，更多的 Pt 留存于距离 CMPL/CCL 界面为 4-5 µm 和 8-9 µm 的区域，恰好位于

离子聚合物质量分数从 20wt%增加到 30wt%和30wt%增加到 40wt%的子层分界面旁。Pt2+

输运阻力的局部差异可以解释剩余 Pt 质量的波状空间分布。在模型中，Pt2+在离子聚合

物相中的扩散系数是离子聚合物体积分数的函数，当离子聚合物质量分数升高时，Pt2+

的有效扩散系数增加，Pt2+输运阻力随之下降。电压循环过程中，小直径的 Pt 颗粒会溶

解，形成的 Pt2+会在离子聚合物相中扩散，同时部分会重新沉积在大直径的 Pt 颗粒上，

而 Pt2+扩散系数的局部差异会促使更多的 Pt2+扩散到低传质阻力区域并重新沉积，导致

子层分界面离子聚合物含量较多一侧的 Pt 质量保留率较高，反之亦然。

图 8 CCL 离子聚合物含量梯度分布结构

（a）剩余输出电流密度百分比；（b）CCL 厚度方向 Pt 剩余质量百分比

综合以上结果，可以发现 ECSA 的剩余百分比并非电压循环后电池性能损失的唯

一影响因素。传统上，ECSA 被认为是评估燃料电池性能退化的最重要参数，原因可归

纳为两个：一方面，ECSA 损失代表可用 Pt 电化学催化面积的减少，而燃料电池的性能

在很大程度上取决于这一点[26]。另一方面，研究表明 ECSA 与局部 O2传输阻力和 ORR



活性密切相关[5,43]。ECSA 的减少导致显著的 O2输运通量降低[5]，以及 ORR 活化过电位

的增加[43]。因此，以往的性能预测模型大多使用 ECSA 损失来表征电池的性能演变
[6,18,30]。然而，基于目前的模拟结果，电池在 EOT 的输出性能优劣和和其在电压循环中

的性能损失多少可能并不一致。尽管在电压循环后 CCL1 结构的电池性能衰减和 ECSA
损失严重，但由于其最优的 BOT 性能，它仍具有最佳的 EOT 输出性能。对于 CCL3，
尽管其在电压循环后的 ECSA 损失最多，但其在中低电压区（浓差损失主导区）的性能

保留率最高，因此它最适合追求最小化性能损失的情况。总的来说，在评估燃料电池的

寿命时，ECSA 不应该是唯一关注的参数，在不同情况下还应考虑 EOT 性能和不同电压

区间的性能损失。

4 结 论

本文基于自编程一维 PEMFC 和 Pt 老化耦合模型，研究了 CCL 的梯度结构对燃料

电池性能和老化的影响。在离子聚合物含量梯度分布的结构影响研究中，发现增加 CCL
靠近MEM区域离子聚合物含量而降低靠近MPL区域离子聚合物含量的梯度结构可以使

电池在 BOT 和 EOT 性能均表现最佳，而在靠近 MPL 区域离子聚合物含量多的 CCL 结

构在电压循环后的电池性能损失最小。同时在电压循环后离子聚合物含量梯度分布的

CCLs 中 Pt 质量显示出明显的非均匀分布，在 CCL 子层分界面附近会有高 Pt 质量区，

这主要是由于非均匀离子聚合物分布导致的非均匀 Pt2+输运阻力引起的。
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摘要：多相多尺度多孔介质的有效热导率是多孔介质的重要热物理性质之一。然而多孔介质的孔隙尺

度变化大且结构复杂，粗糙表面和克努森效应对其传热过程产生显著影响。本文根据多相多尺度多孔

介质孔隙尺度分布的分形概率密度函数，基于毛细管束模型和热电模拟方法，建立了多相多孔介质热

传导的孔隙尺度物理模型，推导了气-液-固三相多孔介质的有效热导率。通过实验对比验证了分形模型

的正确性，并讨论了多相多尺度多孔介质的孔隙结构、液相饱和度、相对粗糙度和克努森效应对有效

热导率的影响规律。

关键词：多相多尺度多孔介质，有效热导率，粗糙表面，分形理论，克努森效应

0 前言

多相（非饱和）多孔介质孔隙内部含有气、液多相流体介质，广泛存在于油气和地

热资源[1-2]、建筑材料[3-4]、矿物开发[5-6]、燃料电池[7-8]、干燥技术[9]、复合纤维材料[10]等

领域。多相多孔介质的有效热导率是定量描述其传热过程的重要热物理性质之一，因此

准确预测多相多孔介质有效热导率具有重要科学意义和实践价值。

多相多孔介质的有效热导率不仅取决于各相介质的导热系数，还受到多孔介质复杂

结构以及各相分布和占比的影响。针对这一问题，众多学者通过多种方法，包括理论分

析、实验测量以及数值模拟等手段对多相多孔介质有效热导率展开了广泛研究。Wiener[11]

提出了经典混合模型，认为多相多孔介质是由一系列的串联和并联元素构成。基于这种

串-并联模型，Mickley[12]将多相多孔介质表示为立方体体积单元，并通过多孔介质的孔

隙率以及含水饱和度估计气固液三相占比，然而在孔隙数量级很大或者完全干燥时，这

一模型并不适用；Gori 和 Corasaniti[13]则建立了立方混合模型，定义固相被气体立方体

包围并处于最中心，水膜以及水桥围绕固体粒子生长，但该模型中各相之间的比例关系

需要根据经验来判断；Revil[14]基于热电类比提出了差分有效介质方法对有效热导率进行

预测；Sadeghi 等[15]采用有效介质理论来预测宏观均质各向同性多孔介质的有效热导率，

但由于不能真实地描述多孔介质的复杂孔隙结构，存在预测准确性不足等问题。一些学

者对实验测量得到的数据进行拟合，建立了有效热导率的经验关系式，如 Sedeh 等[16]用

固定热流稳态方法对石墨泡沫样品进行温度测量和有效导热系数分析，Singh 等[17]利用

线热源非稳态方法对不同种类土壤进行有效导热系数测量和预测值对比。随着计算机模

拟技术的发展与普及，许多数值模拟方法也被用来研究多相多孔介质的热物理性质。如，

基金项目：国家自然科学基金(52376079)；浙江省自然科学基金项目(LR19E060001)



Joana 等[18]利用蒙特卡罗方法模拟了亚微米尺度多孔硅薄膜的热传导；Guo 等[19]采用分

子动力学方法对甲烷水合物在多孔介质中的运动与传热进行研究；Qin 等[20]采用格子玻

尔兹曼方法模拟了三维多孔介质固流耦合传热，探讨了不同参数下的有效导热系数。

利用实验测量和数值模拟方法得到的热导率模型往往含有物理意义不明确的经验参

数，且往往只适用于特定类型的多孔介质，而现有理论模型通常对于多相多孔介质的复

杂结构缺乏精确表征。大量的研究表明，自然界中大多数多孔介质都具有分形特征[21]。

相比于传统欧氏几何，分形几何为定量表征多孔介质的多尺度复杂结构提供了一种有效

的数学方法，有利于揭示多孔介质的输运机理。Shen 等[22]利用分形理论表征多孔介质的

孔隙分布和通道迂曲度，提出多相多孔介质热传导的并联模型；Ma 等[23]提出了一种基

于自相似谢尔宾斯基地毯的三相多孔介质有效热导率的递推算法。此外，多尺度多孔介

质的孔径分布跨越多个量级，最低可以达到微纳级，因此，粗糙表面和努森扩散对介质

的导热系数产生显著影响[24-28]。因此本文考虑多相多尺度多孔介质的粗糙表面及微尺度

效应，基于分形理论建立孔隙尺度热传导模型，提出预测多相多孔介质有效热导率的理

论方法。

1 分形模型

1.1 粗糙表面分形特征

多孔介质的粗糙表面对内部传热过程具有重要影响[30-31]。由于粗糙元的分布具有自

相似分形特征[32-33]，本文采用圆锥粗糙元[29,34]构建多孔介质粗糙表面，如图 1 所示。假

设粗糙元的高 hr与底面直径λr之比在统计上是一个常数，即：

r rh  (1)
根据分形标度律，粗糙元底面直径λr与粗糙元个数 Nr 满足[35,36]：

 1
,max

rr DD
r r r r rdN D d     (2)

其中 Dr 为粗糙元底面直径分布的分形维数，范围为 1~2，其值越大表示粗糙元的分布越

密集。

图 1 粗糙表面典型形貌[29]：(a) 粗糙表面俯视图，(b) 圆锥粗糙元

分形维数 Dr与基底面积占比（孔隙率）φr之间存在如下关系：
E rD D

r   (3)
其中 ,min ,maxr r   ，式中 min 和 max 分别表示最小和最大底面直径，DE=2 为欧氏维数。

根据方程(1)和(2)，粗糙元总基底面积 Ar 和总体积 Vr可以表示为：
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由此，粗糙表面总面积可以表示为：
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1
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r r r
r total r

r r r

A DA
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 
 


 


(6)

定义粗糙元平均有效高度 ,r effh 为：

 3
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,

2 1
3 3 1

rDr r r
r eff r

r total r r

V Dh
A D
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
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  (7)

则相对粗糙度为：
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1.2 孔隙结构分形模型

多孔介质通常被认为是由一束弯曲的毛细管组成，考虑一横截面面积为 Aall、表观

长度为 L0的立方体代表性体积单元，如图 2 所示，假设在垂直于流动方向的横截面上的

孔隙直径满足分形标度律：
 1

max
ff DD

fdN D d     (9)

图 2 多孔介质分形毛细管束模型示意图：(a) 代表基本体积(REV)，(b) 截面图，(c)孔隙粗糙表面

孔隙率可以表示为：
E fD D   (10)

其中 min max   表示最小孔径与最大孔径之比。孔隙的总面积可以根据式(9)和(10)求
得：
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4 4 2 4 2
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λ Df f
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f f

D λ D λπ π πA dN
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总面积可以表示为：
2
max 1

4 2
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A D λπA
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 


 


(12)

如图 2 所示，对于孔隙尺度很小的多孔介质，由于粗糙表面的存在，测量得到的孔



径是包含了粗糙凸起结构，若不考虑这种粗糙结构会导致固相体积的估计偏大，导致预

测值大于实际值。根据前文的描述，在考虑相对粗糙度后，孔径修正为：

 ' 1    (13)
此时孔隙的有效总面积修正为：

   max
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2 max2
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λ f
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D λπ πA dN
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则固相的有效面积为：
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由于总面积不变，根据式(12)和(14)，孔隙率修正为：

 2,' 1Pore eff

all

A
A

     (15)

根据多相多孔介质的多相流动性质，假设存在临界孔径 c ，如图 2(b)，当孔径 c 

时，毛细管内部全部被液相占据，当 c  时，毛细管内部全部被气相占据。多相微纳

多孔介质的含水饱和度 wS 表示为：
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(16)

由于多相多孔介质内部实际流通长度 LT要大于表观长度 L0，实际长度可以用以下分

形标度律表征[36,37]：

  1
0

T TD D
TL L   (17)

其中 DT为迂曲度分形维数。由上式可知，当管径λ越小，管道的实际长度就越大，这意

味着迂曲度 0TL L  越大，迂曲度分形维数 DT的数值也越大。

1.3 多相多尺度多孔介质有效热导率模型

在沿多孔介质垂直热流方向的截面上，形成了固体骨架、液体和气体相互平行的结

构。基于傅里叶传热定律和热电类比的方法，同时考虑毛细管束弯曲度的存在，将毛细

管笔直的部分认为是各相相互并联，而迂曲的部分是相互串联传热，由此可以将立方体

单元简化为如图 3 所示的串并联简化单元。固、液、气三相各自的占比由孔隙结构与含

水饱和度决定，而并联热导率 Kp 串联热导率 Ks 比由毛细管束的平均迂曲度决定，而最

终多孔介质有效热导率（ETC）可以表示为：

1 11total p s
avg avg

K K K
 

 
    

 
(18)

由上式可知，当毛管束完全笔直，即 1avg  时，串联相贡献为 0，热导率模型可以简化

为单纯的并联导热模型，而当 avg 无穷大时，并联相贡献为 0，此时毛细管束无穷弯曲，

这也与实际情况相符。

多尺度多孔介质的孔隙大小跨越几个数量级，流体分子尤其是气体分子的传热系数

在微纳尺度孔隙内会受到克努森效应的影响。克努森效应是由克努森数决定的，克努森

数定义为 nK l  ，其中 l 和分别代表分子平均自由程与孔径。通过考虑稀薄气体克

努森数和传热理论，提出了一种修正微尺度下气体导热系数的公式[38]：
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其中 ,0gk 和 gk 分别为考虑微尺度效应前后的修正气体导热系数，  是气体分子与固体表

面之间能量的转移量，其值与气固界面和传热条件有关，通常介于 1.5 和 2 之间，在本

文中假设 1.5  。

图 3 多相多孔介质热导率单元简化模型

根据傅里叶热传导定律，仅考虑并联时，单根毛管的液相、气相热阻 wr 、 gr 可以分

别表示为：
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其中 wk 和 gk 分别为液体和气体的导热系数。根据分形理论，并联部分液相和气相的总热

阻可以表示为：
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对于并联部分固体相，根据式(14b)，其热阻可以表示为：
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其中 ks代表固相的导热系数。

根据热电模拟，并联相的总热阻可以表示为：
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同时根据傅里叶热传导定律，其热阻可以表示为：
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将式(23a)与式(23b)结合，仅考虑并联时的总热导率可以化简为：

       2 2 21 1 1 1 1p w g w w sK S k S k k               (24)

同理，仅考虑串联时的总热导率可以表示为：
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将式(24)和(25)代入式(18)可得多相多孔介质的有效热导率（ETC）。
2 结果对比与讨论

为了验证本文的分形模型，首先将预测的多相多孔介质的有效热导率与实验数据进

行比较。对比的实验数据所使用的参数如表 1 所示。图 4 显示了多相多孔介质有效热导

率的预测值与实验数据[25,38-41]的对比结果，如图所示，本文提出的理论模型在较大的孔

隙率范围内与实验数据吻合较好。图 5 展示了有效热导率随含水饱和度变化的实验数据
[25]与预测结果对比。从整体来看，大部分的实验数据都与预测结果都符合较好。此外，

考虑表面粗糙度的预测结果相较于未考虑粗糙表面的情况与实验数据更加吻合。

表 1 实验参数表

Reference  ,0gk wk sk
Chu[25] 0.5169 0.02619 0.6096 1.2
Jin A[39] 0.84 0.02623 0.6065 1.322
Jin B[39] 0.80 0.02623 0.6065 1.322
Jin C[39] 0.76 0.02623 0.6065 1.322

Kohout[40] 0.39 0.02 0.61 0.8
Wang A[38] 0.1339 0.02 0.61 2.75
Wang B[38] 0.1609 0.02 0.61 2.6
Singh[41] 0.42 0.02 2.2 3.35

图 4 实验数据与预测模型结果对比



图 5 相对粗糙度对有效热导率的影响

图 6 克努森效应对有效热导率的影响

图 6 展示了克努森效应对于有效热导率的影响。从图中可以看出，在低含水饱和度

时，克努森效应对多孔介质的有效热导率会产生明显影响。而当含水饱和度较高时，克

努森效应的影响较小。这是由于在含水饱和度较低时，气体孔隙的平均直径会减小，这

导致了克努森数增大，气体的导热系数减小，整体的有效热导率降低。

3 结 论

本文基于分形理论，提出了一种多相多尺度多孔介质有效热导率的孔隙尺度物理模

型。结果表面，多相多尺度多孔介质的有效热导率取决于孔隙结构、饱和度、粗糙表面、



气体微尺度效应等。有效热导率随着含水饱和度升高而升高，随相对粗糙度的升高而降

低，而气体克努森效应在低含水饱和度时会使有效热导率降低。本文提出的有效热导率

模型可以用于快速预测多孔介质有效热导率，不仅可以丰富多孔介质传热理论，而且有

利于促进能源和化工等领域的发展。
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摘要：纤维多孔材料的微观结构和输运特性对于化学催化、纺织工程、燃料电池等领域具有重要意义。

本文基于纤维多孔材料的统计分形标度规律，引入两个分形维数分别表征纤维柱长度和宽度的尺寸分

布，提出了一种数值重构二维纤维多孔材料的分形蒙特卡罗方法，并利用有限元方法模拟了纤维多孔

材料的单相达西渗流。结果表明，纤维多孔材料的渗透率预测值和现有经验公式较为符合，纤维柱宽

度分形维数对纤维多孔材料有效渗透率的影响大于纤维柱长度分形维数。

关键词：纤维多孔材料，分形蒙特卡罗法，数值重构，有效渗透率，有限元方法

0 前言

高分子材料、静电纺丝、玻璃纤维等纤维多孔材料的物理性质强烈依赖于其复杂的

微观结构。因此，微观孔隙结构的重构是研究和预测其输运特性的有效手段，一般包含

物理实验法和数值重建法两种方法[1-3]。物理实验方法通常借助于高分辨率仪器获得多孔

材料样品的图像，并基于图像分析技术可以直接对多孔材料样品进行相应的重构，但成

本通常较高，扫描时间较长[4-6]。因此，效率更高的数值重构方法被提出，主要包括模拟

退火法[7]、统计信息重构法[8]、多点统计法[9]等。Lemmens 等人[10]提出了一种分层多相

模拟退火方法来重构复杂的非均质多孔材料。Li 等人[11]获取了非平稳多孔材料的微观结

构的统计信息对其进行重构。Wu 等人[12]应用多点统计法和多重网格搜索模板加速了多

孔材料的重构过程。Zhao 等人[13]采用四参数随机生长法方法重构具有纳米孔的多孔材

料。Hosseinalipour 和 Namazi[14]提出了一种基于纤维柱几何结构的重构方法研究纤维多

孔材料几何参数对其输运性能的影响。Gao 等人[15]基于纤维多孔材料的二值图像采用纤

维堆叠法生成碳纸的微观结构，并利用格子玻尔兹曼方法研究了碳纸的输运特性。

近年来，随着计算机技术的发展，神经网络和人工智能等算法也被用于数值重构多

孔材料。如，Shams 等人[16]使用生成对抗和自编码器神经网络重建三维多尺度碳酸盐多

孔材料；Zhang 等人[17]利用深层残差反褶积网络提高了多孔材料三维孔隙空间重构的效

率和实用性。大量实验研究表明，大部分天然多孔材料和一些人工多孔材料的微观结构

具有统计自相似的分形标度律[18,19]，因此分形几何的应用可以进一步提高数值重构的精

度和效率。如，Ju 等人[20]在模拟退火方法中引入了固相分形函数，提高了高连通性多孔

岩土材料的三维重建效率；Kim 和 Choi[21]利用孔隙尺度分形理论重构了多孔胶凝材料的

孔隙结构；Huang 等人[22]利用分形布朗运动重构了均质多孔材料的孔隙结构。
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尽管如此，纤维多孔材料的微观结构和拓扑形态非常复杂，使用数值重构方法来精

确还原其微观结构仍然是一个具有挑战性的课题，尤其是对各向异性纤维多孔材料的数

值重构的精度和效率有待提高[23,24]。因此，本文基于分形几何理论和蒙特卡罗方法提出

了一种重构二维纤维材料的数值算法，并利用有限元方法模拟了纤维多孔材料的单相达

西渗流，详细分析了纤维多孔材料的微观结构对其渗流特性的影响规律。

1 统计分形标度律

图 1(a)显示了典型纤维多孔材料的微观结构(SEM)，可以发现，纤维多孔材料是由

纤维柱交错搭接相连的一种复合材料，微观结构具有复杂性和无序性，分形几何为表征

其微观结构提供了一种有效的数学工具[25,26]。对纤维二维图像进行预处理，并利用二值

算法提取图像数据，利用盒计数法计算纤维柱分形维数为 Df=1.88。

(a) 纤维 SEM 图像 (b) 纤维二值化图像

(c) 纤维分形标度律

图 1 纤维多孔材料的微观结构和分形标度律

因此，假定纤维多孔材料的纤维柱尺寸分布遵循分形概率密度函数[27]：

   1
min

ff DD
ff D     (1)

式中，和 min 分别表示纤维柱尺寸和最小纤维柱尺寸， fD 为分形维数。根据概率论，

式(1)应满足归一化条件，即：

   max

min
min max1 1fDf d




      (2)



式(2)成立的条件必须是：

 min max 0fD   (3)
根据式(1)，区间 min~  内纤维柱尺寸分布的累积概率密度分布函数可以表示为：

     
min

min1 fDR f d



       (4)

基于反函数抽样法可得满足分形概率密度函数的随机纤维柱尺寸为：

 1min 1 fD
i iR   (5)

式中，R 为 0~1 之间的随机数，i=1,2,3,…,n 为蒙特卡罗方法的迭代次数，n 为总迭代次

数。分形维数的引入为精细表征纤维多孔材料的多尺度结构提供了定量参数。

2 分形蒙特卡罗方法

针对二维纤维多孔材料，假设纤维柱的为矩形结构，根据式(5)纤维柱的随机长度 h
和宽度 w 分别为：

  ,1
min 1 f hD

i ih h R  (6a)

  ,1
min 1 f wD

i iw w R  (6b)

式中，Df,h 和 Df,w分别为纤维柱长度和宽度的分形维数。根据蒙特卡罗方法，二维随机纤

维多孔材料的数值重构过程如图 2 所示。图 3 和图 4 分别显示了不同孔隙率和分形维数

条件下数值重构的二维随机纤维多孔材料结构。

图 2 分形蒙特卡罗重构流程图及有限元模拟过程



如图 3 所示，当纤维柱的分形维数固定时，孔径随着孔隙率的增加而增大。如图 4
所示，孔隙率相同但分形维数不同的二维纤维多孔材料微观结构存在明显差异，这是因

为分形维数的增加会使纤维柱的最小尺寸与最大尺寸之比减小，导致纤维柱数量增加。

如图 5 所示，二维随机纤维多孔材料不同相之间的两点相关函数随着像素距离的增加而

快速下降，相似的变化趋势说明数值重构模型具有相似的统计信息，证实了分形蒙特卡

罗数值重构方法的适用性和精确性。

(a) 0.90  (b) 0.80  (c) 0.70 

图 3 不同孔隙率纤维多孔材料的二维重构( , , 1.6f h f wD D  ，黑色表示纤维柱，白色表示孔隙)

(a) , , 1.3f h f wD D  (b) , , 1.5f h f wD D  (c) , , 1.7f h f wD D 

图 4 不同分形维数纤维多孔材料的二维重构( 0.90  )
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图 5 纤维多孔材料的两点相关函数



3 单相达西渗流

利用有限元方法研究二维随机纤维多孔材料中的单相达西渗流，并评估纤维多孔材

料的有效渗透率。模型尺寸为 6.74μm×6.74μm，流体动态粘度为 0.001kg/(m·s)，密度为

1000kg/m3。牛顿流体在孔隙中的不可压缩单相流动通过以下数学模型求解:

  0Tp     u u (7)

0 u (8)
式中，p 为压力，u 为速度场，  为流体的动态粘度。在进出口边界施加压力条件，上

下壁面采用对称和无滑移边界格式。为了验证网格独立性，测试了在不同孔隙率下的三

种不同网格密度的有效渗透率。根据平均速度 u 和达西定律 u k p    ，可以计算出纤

维多孔材料的有效渗透率 k。
为了验证分形模型的正确性，将有效渗透率的预测值与已有的经验公式[28-32]进行对

比，结果如图 6 所示。有效渗透率随孔隙度的增加而增加，在较大孔隙度范围内

( 0.75 0.95  )，分形模型的预测渗透率与经验公式吻合较好，对于大孔隙度( 0.90  )，

分形模型预测的渗透率略高于经验公式预测的渗透率，这是因为经验公式均采用直径相

同的纤维柱，导致纤维柱数量比分形模型的要多。如图 7 所示，随着孔隙率增大，孔径

增大，同时毛细管弯曲度减小，因此流动阻力减小，流体流动速度随之增大。

图 6 分形模型预测渗透率与经验公式的比较

(a) 0.90  (b) 0.80  (c) 0.70 

图 7 不同孔隙率二维随机纤维多孔材料速度分布( , , 1.7f h f wD D  )



纤维多孔材料普遍具有各向异性，图 8 显示了纤维多孔材料的横向(kx)和纵向渗透率

(ky)差异。进一步的计算表明，在相同孔隙率下，不同分形维数的纤维多孔材料的微观结

构不同。由图 4 可知，在相同孔隙度下，纤维柱的数量随着纤维柱尺寸分布的分形维数

的增加而增加，而纤维柱在二维平面上的无序排列通常会增加多孔材料的流动阻力，故

孔隙度相同的二维纤维多孔材料的有效渗透率随纤维柱分形维数的增加而减小。相比较

而言，纤维宽度分形维数对材料渗流特性的影响大于纤维长度分形维数。

0.75 0.80 0.85 0.90 0.95
1E-11

1E-10

1E-9

1E-8

1E-7

 k 
 k

x
 

 k
y
 



k x(m
2 )

D
f,h

=D
f,w

=1.7
1E-11

1E-10

1E-9

1E-8

1E-7

k y(m
2 )

图 9 横向和纵向渗透率与孔隙率关系( , , 1.7f h f wD D  )

4 结论

本文提出了一种快速数值重构二维随机纤维多孔材料的分形蒙特卡罗算法，通过引

入纤维柱分形维数进一步提高重构的精度，并利用有限元方法模拟了二维随机纤维多孔

材料中的单相达西渗流，研究了纤维多孔材料微观结构参数对有效渗透率的定量影响。

结果表明，二维随机纤维多孔材料不同相之间的两点相关函数随着像素距离的增加而快

速下降，证实了分形蒙特卡罗数值重构方法的适用性和精确性，纤维多孔材料渗透率的

预测值与现有经验关系较为吻合，验证了数值模型的正确性。纤维多孔材料的孔隙率和

分形维数对材料的渗流特性均有显著影响，增加孔隙率和降低分形维数将提高有效渗透

率，相比较而言，纤维柱宽度分形维数对渗流特性的影响大于纤维柱长度分形维数的影

响。本文提出的分形蒙特卡罗数值重构算法能快速地还原纤维多孔材料的微观结构，为

深入理解纤维多孔材料的复杂热质传递机理提供了首要前提和有效数学工具。
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摘要：由于层间热失配和多孔介质内复杂传热，固体氧化物燃料电池（SOFC）会产生严重热应力，影

响寿命。针对此问题，本文对平板式 SOFC 的 LSM-YSZ 阴极，采用双尺度渐进均匀化方法结合新型有

效介质理论，对三相材料微结构进行多目标拓扑优化设计，获得 4 种不同的直通道微观结构。对比典

型阴极数据发现，优化后的 4 种微结构不仅具有更小的有效热膨胀系数（CET）和更高的有效热导率，

而且三相界面密度（TPB）能大幅提升，甚至能够达到典型阴极的 5 倍。

关键词：固体氧化物燃料电池；LSM-YSZ 阴极；多目标拓扑优化；渐进均匀化；有效介质理论

0 前言

燃料电池作为一种高效率、低污染物排放的先进能源转换装置，在大力发展清洁能

源的趋势下，引起了科学界和工程界的广泛关注。SOFC 的典型工作温度为 400℃-1100℃，

在发电时会产生大量热量[1]。根据 SOFC 几何形式，主要可分为平板式和管式两种，平

板式 SOFC 多用于大型集成供电装置，具有制造简单、容量密度高的优点，但是热循环

性较差，机械稳定性较差。通常，SOFC 的阴极材料有 LSM–YSZ、LSCF–YSZ 和

LSCoO–YSZ 等。其中，LSM-YSZ 材料已经开始广泛使用并被普遍认为具有比较优良的

性能[2]。

在高温下运行时，平板式 SOFC 的主要工作组件阳极-电解质-阴极（PEN）会因为

局部受热不均匀而产生严重热应力，进而损坏电池的内部结构，影响电池输出功率及使

用寿命。在 SOFC 的高温运行下，热源的不均匀分布和多孔介质热传输过程会导致较高

的温度梯度，又由于 PEN 结构中的各层热膨胀系数失配，阴极内部传热过程受到复杂多

孔结构的强烈影响，SOFC 经常会产生裂缝而造成热机械退化和失效[2]。因此，提高 SOFC
电化学性能的同时进一步降低内部各组件的热应力成为当前亟待解决的问题。

为了提高 SOFC 的长期稳定性，除了开发活性材料外，当前的研究人员正致力于优

化电极微结构，达到改善 SOFC 有效性能的目的。SOFC 电极具有多孔微结构，电极内

是发生离子、电子和气体传输以及电化学反应等复杂过程的场所，在多孔电极内，电化

学反应只发生在离子导体、电子导体和孔隙这三相的交界面(TPB)，TPB 为物质传输、

扩散和燃料电池反应中不同物质之间的隔离起到积极作用。目前的研究人员，通过三维
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重构的研究手段，得出了电极的微观结构与 SOFC 的输出性能关系密切的结论，因此通

过优化电极的微观结构，能够显著改善 SOFC 的热机械行为和电化学性能[3]。而除数值

模拟分析之外，部分研究人员还制备了新型的直通道微观结构，为优化电极微观结构提

供了宝贵的思路和重要的参考。X Lu 等人[4]采用相反转技术制备了直孔微通道的阳极，

结果表明，由于整体曲折度降低，直孔微通道的新型结构与常规海绵状结构相比传质显

著提高了四倍。Yanting Tian 等人[5]首次采用自组织方法成功制备了具有高度有序分布的

蜂窝状直孔镍基阳极。因此，本文开展阴极微观结构的直孔通道优化。

20 世纪 70 年代发展起来的渐进均匀化方法（简称 AH），在近来年已经成为材料细

观结构拓扑优化设计的常用手段之一。90 年代中期，Sigmund 率先提出了基于均匀化理

论和拓扑优化方法的各向同性材料微结构单胞拓扑优化逆向设计技术[6]，并在后续不断

的数值研究和实验验证上面取得成功。利用渐进均匀化方法优化微观结构，复合材料的

热导率、CET、弹性模量、泊松比等特性得到不同程度的改善[7]。由于多孔材料内部的

微观结构对材料的有效特性有直接影响，有效介质理论被广泛应用于多孔材料的研究。

经过多年的发展，有效介质理论可以用来合理分析多孔材料内部的导热情况。最近，Gong
等人[8]提出了一种新型的有效介质理论模型，并分析了多组分物质的有效导热系数。因

此，本文采用了 AH 方法结合新型有效介质理论模型开展研究。

随着计算机模拟能力不断提升，电极微结构优化的数值模拟技术得到飞速发展。An
He[9]等人以最大化反应电流为目标，对 SOFC 阴极 LSCF-GDC 结构进行拓扑优化，结果

表明，优化后微结构由不同粒度的 LSCF 围绕 GDC 柱构成，而且 GDC 有效地提高了纯

LSCF 阴极的性能，并且阴极的电化学性能得到了显著改善。Qiangqiang Li 等人[10]以最

小化热膨胀系数为目标，研究得到了两种阴极微结构并与典型阴极对比，优化后的微结

构可以极大地消除热失配。然而，目前针对 SOFC 电极的微结构优化研究，较少涉及到

微观结构层面的几何拓扑构型，还缺少对多孔介质内部物质传输和流固传热的考虑，还

未涉及多目标的优化研究，而且优化得到的微结构较少，缺少对比验证。

综上所述，为了解决 SOFC 热失配和局部热不平衡的问题，在本文中，针对 SOFC
阴极 LSM-YSZ 复合材料，采用了 AH 方法结合新型有效介质理论，建立有效 CET 和有

效热导率的综合模型，开展阴极微结构的直孔通道拓扑优化设计。

1 研究方法及模型介绍

1.1 双尺度渐近均匀化方法

渐近均匀化方法（AH）以连续介质理论为基础，建立了宏观尺度下材料有效性能与

细观尺度下微观结构构型之间的数学方法。AH 方法假设结构宏观尺寸远大于材料微结

构尺寸的代表性体积单元（RVE），而且复合材料微结构 RVE 呈现周期性分布的特点。

AH 方法的本质是采用摄动理论对物理场按表征微结构尺度小参数渐近展开，通过分析

其中一个单胞来评估材料复合后的宏观性质。如图 1 所示，整个宏观域用表示，微观

域用Y 表示，分别定义两个坐标系来描述和Y ， 1x 和 2x 是宏观的坐标轴， 1y 和 2y
是微观Y 的坐标轴。研究需要根据微扰理论通过小参数的形式渐进展开，以位移展开为

例，如方程 1 所示，其他展开不再展示，关于 AH 方法的具体详细推导公式可以参考文

献[7]，本文在此不做过多解释。



图 1 双尺度 AH 方法示意图
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Yongcun Zhang 等人[11]在原有双尺度渐近均匀化方法的基础上进行了改进，得到了

改进之后的渐近均匀化方法公式，如方程 2-5 所示，
H
ijklC 为材料微结构的有效弹性系数

张量，
H

ij 为有效热弹性常数张量、
H
ij 为有效 CET 张量、

H
ijK 为固相有效热导率。
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kl 是材料的 CET 张量， ijK 是材料的热导率张量。其中  0 ij
kl 和  ij

kl 
分别代表的是

初始单位应变场和特征单位应变场， j 代表的是微结构的温度场。

1.2 新型有效介质理论

从热传导的角度进行分析，多孔材料可以看作固相、气相两相的系统。多孔材料的

有效热传导性能不仅取决于组成成分，还与材料的微结构相关。Gong 等[8]提出的新的有

效介质理论，对包括 Series 模型、Parallel 模型、Maxwell 模型、Eucken 方程模型在内

的 5 种基本模型进行了总结，其基本原理如图 2 所示。

新型有效介质理论针对两相体系（固相和气相）预测的导热方程如方程 7。式中，k
和ε分别为热导率和孔隙率，下标的 e、a、s 分别表示两相体系、空气、固体，而面对

不同问题的 mk 取值不同。经过验证分析，针对本文研究内容，选取 m ek k 。

 1 0
2 2

s e a e

s m a m

k k k k
k k k k

  
  

  (7)

在本文中，固相的有效热导率通过 AH 方法求解，即
H

s ijk K 。气相的设定为 80% 2H
和 20% 2H O组成的混合气体，气相的综合导热系数可以表示为方程 8。

2 2
80% 20%a H H Ok k k  (8)



图 2 新型有效介质理论

1.3 三相材料多目标 SIMP 拓扑优化

拓扑优化的本质是寻求满足最佳性能的材料分布，设计变量是设计域各网格点的材

料属性值。SIMP 的核心是用材料密度作为设计变量来描述结构的拓扑构型，材料密度

为 1 表示为实体材料，密度为 0 表示为空材料，而结构的材料参数是与材料密度相关联。

为了提高优化效率，通过施加惩罚因子η使得取值在[0,1]之间的设计变量趋近 0-1 分布。

经验表明η取值一般为 4-8。
对于三相材料微结构的 SIMP模型，每个单元需要采用两个材料密度变量 1 和 2 来

描述材料特性。当 1 0  时表示的是孔隙，而当 1 1  时表示的是固体材料。固体材料

中分为 LSM 和 YSZ，当 2 0  时表示的是 LSM，而当 2 1  时表示的是 YSZ。因此，

微结构的材料特性可以用插值公式 9-11 表示。

     1 2 1 2 2, 1 LSM YSZ
ijkl ijkl ijklC C C         (9)

   1 2 2 2, 1 LSM YSZ
ij ij ij         (10)

     1 2 1 2 2, 1 LSM YSZ
ij ij ijK K K         (11)

实际上 SOFC 阴极电极的 LSM 和 YSZ 体积分布是不确定的，因此在优化过程中，

我们需要增加约束来提高优化的收敛条件，增加的约束条件如方程 12-14 所示。
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y

c c dY c
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ij ijK K   (14)

综合考虑有效 CET 和有效热导率，结合各类误差建立的多目标拓扑优化目标函数如

方程 19 所示。

最小化：
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其中式中的 cet 、 th 、 error 为权重系数，分别代表了各项在目标函数中的比重。

为了避免计算中出现数值不稳定，设定了
4

min 10  。

1.4 模型设置



本文使用商业软件 COMSOL 进行研究，旨在优化单向纤维直孔微通道的阳极微结

构，可以将 3D 直通孔状微结构简化为 2D，得到的优化结果沿着电极厚度方向拉伸能够

得到最终的优化微结构。根据典型阴极三维重建的结果[12]，本文设定 2D 优化区域形状

为正方形，尺寸为1 m ，环境温度场设为 800℃，压力设为 1atm。其次，假设优化区域

的材料表现为线性弹性和各向同性。优化区域材料的数据如表 1 所示。

表 1 模型材料属性

 E GPa  6 110 K    
1 1k W m K    

LSM 97 0.30 12.2 9.60

YSZ 146 0.31 10.3 2.19

H2 - - - 0.47567

H2O - - - 0.10733

2 结果与讨论

2.1 拓扑优化演化过程

利用拓扑优化进行微结构拓扑形状设计的研究过程中，需要综合起来考虑众多不同

因素造成的影响，参数值的微小调整会对微结构构型产生不同的影响，为了得到较为理

想的结果需要进行大量的尝试。因此，微结构的拓扑优化是复杂的综合调节过程。参照

典型阴极数据，设定三相材料的体积分布为 33%LSM  , 33%YSZ  , 0.34  ，然后

分别开展四种不同权重系数下的多目标拓扑优化。四种不同权重系数的分布如表 2 所示，

第一种为不考虑多孔导热的情况，第二种为不考虑热膨胀的情况，第三种和第四种为复

合考虑的情况，而第三种是权重均等，第四种是略微有所侧重 CET。针对拓扑优化参数

值的调整，需要先考虑网格大小，再考虑惩罚因子和过滤系数，再考虑双曲正切函数投

影值，最终得到较为合理的满意结果。

表 2 四种不同的权重系数

cet th error
微结构 1 0.5 0 0.5

微结构 2 0 0.5 0.5

微结构 3 0.33 0.33 0.34

微结构 4 0.4 0.2 0.4

图 3 展示了在优化过程中的微结构 1-4 在不同迭代步之下的三相材料分布图。最左

边的一列是迭代步数，最右边的一列是图例，中间的是微结构三相材料分布。图例是从

蓝色到红色代表了材料密度变量的数值从 0 到 1，而三相材料分布图也由三个部分组成，

从左到右依次代表了固相材料、LSM 和 YSZ 的分布情况，趋近于红色的是密度变量接

近 1 的区域，而趋近于蓝色的是密度变量接近于 0 的区域。在迭代过程中，可以看出初

期各相分布不清晰，中期开始细化，后期细节更加丰富。微结构 1 从第 30 步开始，分布

逐渐定形。微结构 2 到 80 步之后，构型整体趋势确定，最后的细节也随着迭代收敛而最

终确定。微结构 3 的优化迭代过程更长，直到 150 步之后才初步显露较为清晰的分布脉

络。而微结构 4 从第 50 步开始构型基本确定，后续迭代使细微结构更加清晰。



图 3 微结构 1-4 拓扑优化迭代过程图

图 4 展示了在优化过程中，随着迭代步数的增加，各种参数的变化情况。图 4(a)展
示的是目标函数值的变化，迭代步数的不断增加，目标函数值逐渐趋于收敛，从最后的

目标函数值可以看出，微结构 2 最大而微结构 3 最小。图 4(b)展示了有效 CET 值的变化

情况，根据 AH 方法计算每次迭代形成拓扑构型之后，微结构的有效 CET 数值，随着迭

代的不断深入，有效 CET 先降低，再有所振荡，最后也是逐渐收敛。图 4(c)展示的是有

效热导率随迭代步的变化情况，与有效 CET 类似，迭代的最后有效热导率收敛到定值。

因此，可以认为，拓扑优化的计算过程具有可靠性。

图 4 优化过程中相关参数与迭代步之间的关系

2.2 微观结构优化结果

图 5 展示了最终得到的四种微结构的三相材料分布图，图例从蓝色到红色代表了密

度变量数值从 0 到 1，每个三相材料分布图内从左到右的图像依次代表的是固相、LSM、

YSZ 的分布情况，红色表示的是实体材料，蓝色表示的是孔隙。从图中可以看出，微结

构 1 是以 LSM 为外部框架，而 YSZ 为内部附着结构组成的，LSM 除了在外部框架之外

没有内部的分布。微结构 2 具有较好的中心对称性，LSM 分布在外部四周，而 YSZ 分

布在内部，中心结构为近似正方形的 YSZ 材料。微结构 3 存在较多的细微分布，不再是

LSM 作为框架，而是 YSZ 作为具有中空结构的内部骨架，LSM 依附在骨架之上，这种

分布更加符合真实的电极情况，同时也可以带来更为优异的性能提升表现，美中不足的

是可能在制造上较为困难。微结构 4 的结构轮廓形状较为不规则，主要是 YSZ 作为框架，

LSM 在框架内外都有分布。



图 5 四种微结构最终材料分布图

通过提取所得到的微结构材料分布二维数据，导入仿真软件，进行光滑处理之后，

再沿着 z 坐标方向进行三维拉伸，可以得到如图 6 所示的电极三维结构示意图。黄色代

表的是 LSM，青色代表的是 YSZ，为了更清晰的表示直通道微结构，透明部分即为孔隙，

其中 TPB 用红色的线来表示。从三维结构中可以更加直观地看清 LSM、YSZ 和孔隙的

分布情况，而且 TPB 密度的情况也更加清楚明白。图中可以看出，微结构 3 的结构形状

导致了 TPB 与其他微结构相比激增，而其他三种微结构的 TPB 近似。四种微结构形态

各异，均具有较好的中心对称性。

图 6 微结构三维结构展示图

下表 3 显示了不同微结构的各种有效性能数据，并且与典型阴极的数据进行了对比。

从左到右分别展示了有效 CET、有效固体热导率、有效热导率和 TPB 密度的情况。根据

所得计算数据，从有效 CET 结果可以看出，相比典型阴极，四种微结构都有所降低，其

中微结构 3 最小为 6 110.688 10 K  。从有效固体热导率和有效热导率结果可知，相比典型

阴极，四种微结构都有所提升，四种微结构之间的热导率差异较小，微结构 3 的有效固

体热导率最大为 1 15.093 W m K   ，而微结构 2 的有效热导率最大为 1 12.087 W m K   。

对比 TPB 密度，微结构 3 具有最大的 TPB 密度，能达到典型阴极的 6 倍左右，而其他

微结构的 TPB 密度也是比典型阴极更高。从结果分析可以发现，即使体积分数相同，但

是在不同拓扑构型下得到的有效性能数值也不同，优化后得到的四种微结构在不同程度

上具有更佳的有效性能。



表 3 微结构有效性能数据

 6 1
11 10H K   1 1

11 ( )HK W m K   1 1
e ( )K W m K    2TPB m 

微结构 1 11.351 4.285 1.897 16

微结构 2 11.236 5.044 2.087 8

微结构 3 10.688 5.093 1.974 38

微结构 4 10.906 4.979 2.073 8

典型阴极 11.852 3.420 1.462 6.4

2.3 有效性能分析

进一步研究微观结构优化结果的相应性能，对四种微结构进行了随温度变化的有效

性能研究，即温度从 400℃增加到 1100℃，四种微结构的有效 CET 和有效热导率的变化

情况。图 7 展示了不同微结构有效 CET 和有效热导率随温度变化的情况。从图 7(a)中可

以看出，四种微结构的有效 CET 都是随着温度升高而逐渐增大，在 900℃之后增幅逐渐

减小而趋于平缓，微结构 1 的有效 CET 最大，而微结构 4 最小。而图 7(b)中可以看出，

四种微结构的有效热导率随温度的变化较小，基本不随温度改变而改变，这与实验测量

的电极有效热导率随温度变化趋势一致，说明决定有效热导率大小的因素并非温度，而

是结构的拓扑构型状。

图 7 不同微结构有效性能随温度变化情况

综上所述，在不同权重系数之下得到的微结构，相关的有效性能有所差异。微结构

1 是在不考虑多孔导热而着重考虑热失配条件下得到的，所以有效 CET 最大，具有更好

的消除热失配的效果。微结构 2 是在不考虑热失配而着重考虑多孔导热条件下得到的，

所以有效热导率最大，具有更好的散热效果。微结构 3 和微结构 4 是综合考虑下得到的，

相比两者，微结构 3 具有更高的散热能力，而微结构 4 具有更好消除热失配的能力。

4 结 论

在本文中，采用双尺度渐近均匀化方法，结合新型有效介质理论，使用 SIMP 算法

建立了多目标拓扑优化模型，对 LSM-YSZ 复合阴极的直通道微结构进行了优化设计。

在不同权重系数的组合之下，得到了四种不同的微结构。在优化过程中，微结构的目标

函数逐渐收敛，拓扑构型与三相分布逐渐清晰，说明结果具有较强的可信度。

优化结果表明，权重系数对微结构的拓扑构型具有较大影响，与典型阴极数据进行



对比发现，四种微结构的有效性能均在不同程度上有显著提升，不仅能得到更小的有效

CET 和更大的有效热导率，而且还极大地增加了 TPB 密度，这说明了优化后的微结构能

有助于消除热失配、缓解热不平衡、增强电化学反应效率。

微结构拓扑构型对有效性能影响的具体机制还需进一步探究。本文研究得到的微观

结构优化结果将为 SOFC 电极的微观结构设计提供有益的指导。在未来的研究中，将对

优化结果进行实验验证。
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摘要：固体氧化物燃料电池通过电化学方法将化学能直接转化为电能，制备过程中的残余应力危及其

可靠性。在本研究中，使用余弦函数来近似非平面阴极-电解质界面，并阐明了界面不同波长对残余应

力的影响。结果表明，电解质在非平面界面处受到压应力，阴极在界面表面处受到拉应力。电解质的

压应力在波谷处最大，而阴极的拉应力在波峰处最大。界面波长越小，应力波动越大，残余应力越大。

关键词：固体氧化物燃料电池；非平整界面；残余应力

0 前言

固体氧化物燃料电池（SOFC）使用寿命短是其广泛应用的巨大障碍，制备过程中

的残余应力是一个严重的问题。常见的燃料电池主要由两层多孔电极和一层电解质组成。

典型的电解质层材料是钇稳定的氧化锆（YSZ），阳极材料是由镍（Ni）和 YSZ 形成的

多孔复合材料，阴极材料是锶掺杂的锰酸镧（LSM）。SOFC 需要在高温下烧结，并且在

高温制备过程中电池几乎没有应力。相反，由于热弹性失配，在室温下可能存在很大的

残余应力。

影响 SOFC 机械稳定性的因素有很多。Lugovy[1]分析了电解质层和阴极层在不同温

度下连接到其他组件时的热残余应力。Chen[2]制备了平面固体氧化物燃料电池，并研究

了其阳极的微观结构、热膨胀行为、孔隙率和弯曲强度。Abd[3]从微观结构、电化学反应

和组分之间的相容性等方面简要讨论了合成的复合阴极的总体性能。Liu[4]提出了一种具

有双面阴极的对称平面 SOFC 设计，以抵消结构中热应力的不对称性。Zhang[5]提出了一

种新的模型来估计 SOFC 堆的时间相关失效概率。氧化应变梯度产生了较大的应力梯度，

阳极中的弯矩增加了应力。Dey[6]研究了电极表面和连接表面的粗糙度，并提出了一个数

学模型来确定已知形态的界面接触电阻。

目前，SOFC 热应力的数值模拟大多基于平面界面模型。真实电池的层间界面是粗

糙的，并且包含一些缺陷。电池制备过程将经历最大温差和最大残余应力，这比电池在

高温下运行更危险。本研究将探讨界面波动对 SOFC 阴极应力分布的影响。可以发现，

即使是很小的平面形状扰动也会对界面上的应力分布产生很大影响。非平面电极界面模

型的建立对于揭示电池的断裂机制具有重要意义。

1 数学模型

应力失效一直是制约 SOFC 应用的主要问题之一。电池中的残余应力可导致电池破

基金项目：国家自然科学基金资助项目（52176201）



裂并导致电池失效。热应力分析可以为 SOFC 的结构设计和材料选择提供有价值的信息。

假设 SOFC 各层材料都满足线性弹性理论，则弹性体的总应变模型控制方程为：

el 0 0 0tot thD D           （ ） (1)

式中, 表示应力矢量，D 表示弹性矩阵， 0 表示初始应力。在轴对称坐标系下，

各向同性的材料的弹性矩阵为：
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式中：E 表示杨氏模量，ν表示泊松比。

法向应力 Sn 和剪切应力 St 由等式（3）和（4）计算，其中 ni 和 nj 分别为法向量和

切向量。

n ij j iS S n n (3)
t ij j iS S n  (4)

致密复合材料的体积模量和剪切模量可以从方程（5）和（6）中获得，其中下标 1
表示镍，2 表示 YSZ。组成 SOFC 材料的机械性能如表 1 所示。
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表 1 材料属性[7]

材料 T(K) E(GPa) CTE(10-6K-6) 
NiO 298 220 11.70 0.32

1073 220 14.10
Ni 298 210 12.48 0.30

1073 171 16.90
8YSZ 298 206 8.37 0.31

1073 145 10.50
LSM 298 41.3 11.42 0.28

1073 48.3 12.70
图 1 显示了预测的材料属性与实验所测得的材料属性的对比情况，预测值与实验值

比较吻合，满足计算要求。



图 1 预测材料属性与实验测量属性对比

2 研究步骤和模型验证

2.1 研究步骤

根据文献中的 SEM 图像，波形界面的轮廓与余弦或正弦函数的轮廓相似。使用

COMSOL 仿真软件对力学模型进行数值求解。图 2（a）给出了非平整阴极-电解质界面

的几何模型。完整电池的长度 L=40mm，由于对称结构，创建了长度为一半的单元模型。

在阴极和电解质层之间建立了三个余弦界面，假设非平整界面在 SOFC 中心附近。在初

始运算条件下，振幅 A=20μm，波长=1.5μm，阳极、阴极和电解质的厚度分别为 500、
50 和 10μm。在 x=0 处使用对称边界条件并固定原点，对电池片底面施加锟支撑，其余

边界使用自由边界条件。图 2（b）显示了界面部分区域的网格。大多数形状规则的区域

使用四边形网格，右边界和波形界面附近形状不规则，存在由应力集中引起的高应力梯

度，因此使用密集的三角形网格。

(a) (b)

图 1 几何模型及网格模型

图 3 显示了电池的烧结步骤，本文选择了与 Nakajo[8]相同的 SOFC 制备温度过程。



在 t=0h 时，阳极和电解质在 1473K 的自由应力状态下共同烧结。制造过程中没有考虑

蠕变和塑性等非线性过程。在 t=1h 时，将阴极冷却至 1373 K 的烧结温度。在该步骤之

前，阴极未被激活。在 t=2h 时，阳极、电解质和阴极共烧结。在 t=3h 时，氧化的 NiO-YSZ
阳极被冷却到室温。在 t=4h 时，阳极在 1173K 下进行还原反应，NiO-8YSZ 被还原为

Ni-8YSZ。最后，在 t=5h 时将电池重新冷却至室温。

图 3 温度变化及网格无关性验证

图 4 给出了网格数为 157000、211000 和 277000 的阴极-电解质界面处的单个波形界

面上的法向应力。三条曲线几乎重合在一起，增加网格密度并不能显著影响计算结果，

为节省计算资源，因此使用了 157000 的网格数。

图 4 网格无关性验证

2.2 模型验证

Fischer[9]等人确定了阳极支撑的平面 SOFC 电解质中的残余应力分布。电解质中的

残余应力为压缩应力，10µm 厚的电解质在室温下的应力值为 560 MPa。阳极还原后电解

质中的应力降低到 520MPa。图 5 显示了电解质中残余应力模拟值与实验值的对比，氧

化态下计算得到电解质中的残余应力为 580MPa，阳极还原后残余应力降到 564MPa。由

于在实验中电解质在烧结前受到 19±20MPa 的拉伸应力，在数值模型中该温度下的应力

为零，因此产生一定的误差。不考虑由于初始条件造成的误差，模拟结果与实验结果接

近。



图 5 模拟值与实验值比较

3 结果与讨论

3.1 波长对残余应力的影响

图 6 给出了波长分别为 15、20 和 25μm 的非平面界面电池制备后的残余应力。图 6
（a）显示了对应于三个不同波长的残余应力 S11，其中具有较小热膨胀系数的电解质受

到压缩应力，而阴极受到拉伸应力。电解质在波谷处具有最高的压缩应力，而阴极在波

峰处具有最高拉伸应力。阴极中的拉伸应力在波峰处达到最大值。

图 6（b）给出了非平面阴极-电解质界面制备过程中电池中的残余应力 S22，非平面

界面对 S22在电解质层中的分布有显著影响，其中阴极的弹性模量远小于电解质层的弹

性模量，并且阴极同时受到拉伸应力和压缩应力。由于阳极的尺寸最大，且弹性模量和

CTE 受温度影响变化明显，所以电池的变形受阳极主导。阳极收缩时，在电解质中产生

拉伸应力，电解质和阳极有向上弯曲和变形的趋势。

图 6（c）给出了在电池制备过程中非平整界面处的残余应力 S12。可以看出界面两

侧 S12 方向相反，靠近电解质界面的应力值更高，这是因为电解质层的弹性模量比阴极

高，界面附近的应力随着离开界面快速衰减，S12的最大值出现在波峰与波谷之间。

(a)
=15 m  =20 m  =25 m 

(b)



(c)

图 6 不同波长对残余应力的影响

3.2 波长对法向应力和切向应力的影响

图 7 给出了非平面界面上的应力方向。箭头向内表示压缩应力，箭头的长度表示应

力大小。在非平面界面的半波长处，压缩应力平行于界面，而在其他位置，应力与界面

相交。应力方向随着界面方向的变化而变化。在远离非平面界面的位置，应力大小略有

减小，但方向几乎平行于界面。这表明局部几何形状只影响局部应力，而对远处应力几

乎没有影响。

图 7 非平整界面上的应力方向

不同波长对法向应力和切向应力的影响如图 8 所示。Sn从左侧波谷的最大压缩应力

增加到波峰处的最大拉应力，然后减小到最大压缩应力，Sn近似余弦分布，关于半波长

近似对称，尤其是在小振幅条件下。非对称性是由于右侧电极变形引起的。随着波长的

增加，非平整界面的非线性扰动增加，Sn变得瘦高和尖锐。波长越小，应力梯度越大，

增加了裂纹萌生的可能性。对于切向应力 St，在阴极-电解质界面上，St在半波长处为零，

近似正弦分布。切向应力最大值逐渐集中在 1/4 和 3/4 波长处。由于几何模型不是关于

半波长对称的，这使得应力曲线也是不对称的。波长越小，应力波动越大，应力与波长

之间存在非线性关系。

(a) (b)

图 4 不同波长对法向应力和切向应力的影响



4 结 论

本研究利用余弦函数近似非平面电极-电解质界面，建立了多步电极制备过程的应力

分析模型。结果表明，对于非平整阴极-电解质界面，电解质受到压缩应力，阴极受到拉

伸应力。电解质层中的不均匀应力分布是由电解质和阴极的约束变形引起的。电解质在

波谷处具有最高的压缩应力，而阴极在波峰处具有最大的拉伸应力。应力的分布取决于

局部的几何形状，在远离非平面界面的位置，应力大小略有减小，方向几乎平行于界面。

随着波长的增加，法向应力的最大压应力出现在波谷处，最大拉应力出现在波峰处，呈

正弦分布。最大剪应力逐渐集中在 1/4 和 3/4 波长处。波长越长，残余应力越小。

参考文献

[1] Lugovy M, Slyunyayev V, Brodnikovskyy M, et al. Residual stress distribution in solid oxide fuel cells:

anode-electrolyte and anode-electrolyte-cathode systems[J]. SN Applied Sciences, 2020, 2(3).

[2] Chen S, Gu D, Zheng Y, et al. Enhanced performance of NiO–3YSZ planar anode-supported SOFC with an

anode functional layer[J]. Journal of Materials Science, 2020, 55(1): 88-98.

[3] Abd Aziz A J, Baharuddin N A, Somalu M R, et al. Review of composite cathodes for

intermediate-temperature solid oxide fuel cell applications[J]. Ceramics International, 2020, 46(15):

23314-23325.

[4] Liu W, Zou Z, Miao F, et al. Anode-Supported Planar Solid Oxide Fuel Cells Based on Double-sided

Cathodes[J]. Energy Technology, 2019, 7(2): 240-244.

[5] Zhang Y-C, Zhao H-Q, Jiang W, et al. Time dependent failure probability estimation of the solid oxide fuel

cell by a creep-damage related Weibull distribution model[J]. International Journal of Hydrogen Energy,

2018, 43(29): 13532-13542.

[6] Dey T, Singdeo D, Bose M, et al. Study of contact resistance at the electrode-interconnect interfaces in

planar type Solid Oxide Fuel Cells[J]. Journal of Power Sources, 2013, 233: 290-298.

[7] Radovic M, Lara-Curzio E. Elastic Properties of Nickel-Based Anodes for Solid Oxide Fuel Cells as a

Function of the Fraction of Reduced NiO[J]. Journal of the American Ceramic Society, 2004, 87(12):

2242-2246.

[8] Nakajo A, Van Herle J, Favrat D. Sensitivity of Stresses and Failure Mechanisms in SOFCs to the

Mechanical Properties and Geometry of the Constitutive Layers[J]. Fuel Cells, 2011, 11(4): 537-552.

[9] Fischer W, Malzbender J, Blass G, et al. Residual stresses in planar solid oxide fuel cells[J]. Journal of

Power Sources, 2005, 150: 73-77.



中国工程热物理学会 传热传质学

学术会议论文 编号：233234

基于多孔介质强化的氨裂解传热特性研

究
刁彦淇，贾贞健*，刘学，周伟星，甄云超

（哈尔滨工业大学，哈尔滨 150000）

(Tel:13946020369, Email:yanqidiao@163.com)

摘要：本文探索了氨作为冷却工质用于重型燃气轮机的可行性，并对其在再生冷却管道内的流动换热

性能进行了综合分析。本文基于氨与正癸烷的简化裂解模型，以再生冷却方形通道作为对象，建立三

维流动传热裂解模型，并引入多孔介质以研究其对传热特性的影响。研究结果证明，在光滑管内氨的

冷却能力高于正癸烷，壁面温度降低约 9.4%，对流换热系数提升约 25%；冷却通道内加入多孔介质后，

以氨作为冷却工质使得壁面温度极值降低约 45%，对流换热系数提升约 41.7%，同时改善了热分层现

象，降低了径向温度分布的不均匀性。不同孔隙率对对流换热系数影响较大，最大约 6.7%。

关键词：重型燃气轮机；再生冷却；氨；多孔介质；热分层

0 前言
重型燃气轮机作为功率极高的热功转换设备，被誉为“制造业皇冠上的‘明珠’”[1]。

其广泛用于发电、船舶、航空等能源和国防科技领域，是国民经济与安全保障装备的重

要组成部分。当前世界各国燃气轮机已发展到较高水平，F 级燃气轮机燃气温度在

1400℃左右，而 J 级燃气轮机已经达到了 1600℃[2]，随着未来重型燃机的发展，其对冷

却技术的需求也会越来越高。

当前，燃气轮机的冷却手段主要包括使用镍或钴为主的超高温合金并添加微量元

素、使用热障涂层和空气气膜冷却或冲击冷却等，但仍然存在冷却不足，温度超限的问

题。因此，本研究在以再生冷却方形管道为对象，添加多孔介质并搭载催化剂强化氨的

裂解，并与典型冷却工质碳氢燃料进行对比。

近年来，研究者们对于碳氢燃料的反应停留时间、反应机理、传热传质特性和操作

参数的影响等都做了大量的研究。Ward 等[3]对反应机理进行了研究，总结出了当前广泛

使用的正癸烷的一步简化裂解机理，并研究了压力等参数对其的影响。贾贞健[4]对正癸

烷的不同裂解方式对化学热沉的影响特性进行了研究。Feng 等[5]对正癸烷在圆管中的化

学反应与传热传质之间的耦合关系做了详细的分析，总结出了化学反应速率的边界层分

布特征。Li 等[6]对表面粗糙度对正癸烷在再生冷却通道内热解的影响进行了分析，利用

凹坑进行建模及数值模拟，得到了管道内部的局部湍流效应可以强化传热的结论。

但是，碳氢燃料在低温条件下可以引起氧化结焦，高温条件下会引发裂解结焦，使

通道内发生传热恶化，危害发动机运行安全[7]。 氨作为一种清洁能源，屏蔽碳源的同时

避免了结焦问题。同时，氨具有极大的总热沉，在物理热沉方面，其 800℃下物理热沉

约 3.4MJ/kg，远高于碳氢燃料；而经过裂解催化后，化学热沉更是能达到 3.2MJ/kg[8]，

是管内流动换热理想的冷却工质。

作为燃料和冷却工质，目前研究多集中于船舶、汽车燃料电池[9–12]等领域。万桂芹[13]

利用化学反应动力学的方法研究了氨用于车用内燃机的可能性，并详细分析了其燃烧性

能。秦江等[14]对氨作为动力来源用于航空航天领域的研究进展做了详细分析，包括氨的

合成、掺混燃烧、热力循环性能等，同时指出了氨的缺点，包括泄漏的毒性后果、腐蚀

性和氮氧化物排放等。孙亚[15]以燃料电池的热管理作为背景，分析了氨用于燃料电池
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领域的可行性，并利用实验方式进行了验证。

虽然氨具有较好的冷却前景，但当前的仅存在验证性研究，包括低压下的裂解、燃

烧与流动换热，虽然存在一定的研究意义，但与真正的再生冷却中高压、高热负荷条件

相差甚远。综上所述，为了更好的研究氨用于再生冷却中的可行性，本研究建立了三维

数值模拟模型，对比了氨与碳氢燃料的冷却性能。此外，为了指导实际应用中的再生冷

却通道强化换热设计，本文探讨了多孔介质及其相关参数对流动换热特性的影响。

1 数值模拟方法
1.1 物理模型与边界条件

基于上述工作，本文开展了再生冷却通道内部流动、传热传质和化学反应特性的三

维数值模拟研究，具体使用的几何模型如下图 1 所示。

图 1 再生冷却通道示意图

计算域的整体长度为 800mm，内、外截面分别为 2、3mm 的正矩形。在计算域的

入口和出口分别设置 100mm 的延长段，以避免湍流的入口效应和出口回流的影响；实

际加热段为 600mm。在本研究中不同工况设置了不同的操作参数，详细条件在结果与

讨论部分给出。

同时建立底面多孔介质域计算模型，其主要作为催化剂层来强化氨的裂解。多孔介

质尺寸设置为 600 2 0.5mm  ，平铺在加热侧的内壁面上。多孔介质材料选用

5%Ni/Al2O3，使用水力直径为 50μm 的氧化铝（Al2O3，熔点约 2327K）颗粒烧结得到，

孔隙率为 0.4。多孔介质内部的粘性和惯性阻力系数可以通过 Ergun 公式得到：
2

2 3 2

150 1 1 1.75( )
p p

u uP
D D
 

  
    (1)

其中，∆P 为压降，μ为动力粘度，DP为多孔材料颗粒直径，ε为孔隙率，ρ为密度。

使用 ICEM 划分得到六面体结构化网格，第一层网格高度设置为 2e-6m，网格增长

率设置为 1.15，同时对多孔介质进行三维加密，以保证壁面函数 y+<1。计算过程中流

体和多孔介质设置为不同的计算区域，用 interior 边界条件实现其传热传质；多孔介质

域和固体域、流体域与固体域之间的传热均使用 coupled wall 边界条件实现。增加多孔

介质和流体之间的网格密度以实现信息的准确交换。

1.2 数学模型
本研究对两种燃料传热传质数值模拟的控制方程如下：

质量守恒方程：
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组分守恒方程：
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式中，ρ和 u 分别为流体的密度和速度，P 为压力，τij为粘性应力，et和λ为总能

和导热系数。Yi、Di和ωi为质量分数、扩散系数和第 i 个组分的产率。

采用 ANSYS Fluent 2020R2 进行数值模拟求解，选择 SST k-w 湍流模型，其能够较

为准确的对边界层处的信息进行描述。数值模拟中使用了压力基求解器，采用 SIMPLEC
算法来求解压力和速度之间的耦合关系。密度、动量、湍流均采用二阶迎风格式进行差

分计算，而能量使用三阶 QUICK 格式进行计算。

氨在催化剂的作用下会生成氢气和氮气，当前研究者们对氨的裂解做了大量的研

究。本文采用 Zheng 等[16]建立的氨裂解化学反应模型，模型为一步化学反应，具体的反

应参数如表 1 所示。
表 1 氨裂解机理反应参数

Reaction A(s-1) n Ea(Kcal/mol)
2NH3=2N2+3H2 1.097×109 0 1.28×105

正癸烷作为碳氢化合物燃料的主要成分，广泛应用于圆/方形管道的流动换热数值模

拟研究。因此，为了比较正癸烷和氨的冷却性能，本研究采用了 Ward 等[3]提出的正癸

烷比例产物分布（PPD）模型，如式(6)所示。

10 22 2 4 2 4 2 6 3 6 3 8

4 8 4 10 5 10 5 12 6 12 6 14

7 14 7 16 8 16 8

0.151 0.143 0.256 0.126 + 0.230 0.180
              0.196 0.102 + 0.171 0.124 0.195 0.08
               + 0.169 0.072 0.152 0.012

C H H CH C H C H C H C H
C H C H C H C H C H C H
C H C H C H C

    

    

   18 9 18 9 20+ 0.053 0.003H C H C H

(6)

其中 A=1.6×1015s-1，E=263.7kJ/mol。
反应速率常数 kf由阿内尼乌斯(Arrhenius)公式计算得到：

exp( )n a
f

E
k AT

RT
  (7)

其中 A 为指前因子，Ea 为活化能，n 为温度指数。

由于氨和正癸烷分子量存在较大差距，因此可以采用 S-R-K 方程计算氨的密度，采

用 P-R 方程计算正癸烷的密度，如式（8）。
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使用 Chung 等的方法对粘度和导热系数进行计算，如式（9）和式（10）所示：
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其中 Tc 和 Vc为流体的临界温度和临界体积，μ为低压条件下的粘度。

1.3 模型验证与网格无关性验证



首先对多孔介质下的流动与传热进行了网格无关性验证，构建了四组不同网格，并

以出口温度作为评判网格无关性的目标参数，具体结果如下图 2 所示。

图 2 以流体的截面平均温度为目标的网格无关性验证

根据图 2 可知，网格数为 1.9×106与 2.5×106 时两种结构的温度接近，差值分别为

0.09K 和 0.16K，结合计算速度与准确性，选择 1.9×106 数量的网格进行后续的计算。

然后对文献[16]中的反应机理进行验证，并与其实验数据进行对照，如图 3 所示。在

低温区域裂解率较低，高温区域裂解率较高，总体误差在 10%左右，该结果满足研究要

求，因此本文研究的氨裂解基于此机理开展。

同时，对通道内传热特性进行验证，工况及模型与文献[7]相同。对比结果如图 4 所

示，在上述方法计算的物性条件下，温度的最大误差为 5%左右，说明文本采用的模型

能够较好的预测传热特性。

图 3 氨裂解模型验证 图 4 传热特性模型验证

1.4 定义
管内的对流换热系数定义为：

w f

qh
T T




(11)

其中，Tw为加热面的外壁面温度，Tf为流体的截面平均温度，q 为加热面施加的热

流密度（W/m2）。

定义管内不同截面的温度不均匀系数（RT）为：

max min 100%T
f

T T
R

T


  (12)

其中，Tmax和 Tmin为该截面处的最高和最低温度。

2 结果与讨论
2.1 氨与正癸烷的传热特性对比

首先对比氨与正癸烷的传热特性。在分析前，给出对比算例的相关边界条件，如表

2 所示。请注意：在本节中没有考虑加入多孔介质对传热的影响。



表 2 两种冷却工质对比算例的边界条件设置

入口温度（K） 700
入口质量流率（g/s） 2.5
出口压力（MPa） 4

壁面热流密度（MW/m2） 4
由于正癸烷的临界温度 Tc = 617.7K，临界压力 Pc = 2.11MPa，因此基于上述边界条

件设置以研究超临界状态下的正癸烷传热特性，同时控制氨的边界条件以方便对比。

图 5 两种冷却工质壁面温度随沿程变化 图 6 两种冷却工质对流换热系数随沿程变化

图 5 给出了两种不同冷却工质的壁面最高温度随沿程的变化趋势。氨的物理热沉与

化学热沉均高于正癸烷，因此在加热过程中并未出现传热恶化现象，且壁面温度始终低

于正癸烷约 150K 左右，降温约 9.4%，对壁面的冷却效果较为显著。

图 6 给出了两种不同冷却工质的对流换热系数随沿程的变化趋势。由于氨的总热沉

高于碳氢燃料，因此对流换热系数始终高于正癸烷，数值上提升约 25%。

(a) (b)
图 7 两种冷却工质的流体温度、温度变化率和转化率随沿程变化

图 7(a)给出了两种不同冷却工质条件下流体温度和温度变化率随沿程的变化趋势。

随着沿程的均匀加热作用，流体温度逐渐升高。在通道内氨的温度变化率持续下降，但

正癸烷则是先降低后升高，出现这种现象的原因是：在高热流条件下，正癸烷的总热沉

不足，转化率较高使得正癸烷质量分数处于较低水平，此时化学反应速率

f n DecaneR k c  (13)

其中，R 为化学反应速率，kf为化学反应速率常数，由阿内尼乌斯（Arrhenius）公

式确定，cn-Decane为正癸烷质量分数。随着正癸烷的持续消耗，其反应速率逐渐下降，化

学反应平衡向逆向移动，化学热沉释放变少，因此后半段升温速率加快，若热流继续增

加，有传热恶化的风险。作为对比，氨的冷却能力使得 T’Ammonia持续下降，有效的控制

了氨的升温速率，降低了温升。

图 7(b)给出了两种不同冷却工质的转化率随沿程的变化趋势。可以看出，正癸烷在

高热流条件下转化率较高，加热段出口位置已经接近完全消耗；而氨的转化率约为 56%，

因此氨用更少的冷却剂消耗量实现了更强的传热效果，同时避免了正癸烷高温裂解导致

的结焦问题。



2.2 多孔介质对氨裂解传热特性的影响

多孔介质被广泛应用于航空航天、化工等领域，诸多研究表明，其能实现催化、强

化换热等效果。当前已有学者对碳氢燃料在填充多孔介质的再生冷却通道的传热特性进

行了研究[17]，但其未考虑在多孔介质内碳氢燃料裂解结焦可能造成的冷却通道堵塞和传

热恶化问题，如图 8 所示。这将严重危害发动机飞行安全。相比较而言，氨在多孔介质

内部不会产生结焦，同时特殊材料的多孔介质可以催化氨的裂解，提供更多的化学热沉。

因此本节将讨论在光滑冷却通道内加入多孔介质的情况，研究氨在多孔介质内部流动、

传热传质和化学反应的耦合作用，并与理想情况下光滑通道内的流动换热进行对比。具

体的边界条件如表 3 所示。
表 3 两种结构冷却通道算例的边界条件设置

入口温度（K） 400
入口质量流率（g/s） 2.5
出口压力（MPa） 3

壁面热流密度（MW/m2） 4

图 8 冷却通道内部结焦示意图[18] 图 9 两种冷却结构的壁温随沿程变化

图 9 给出了高热流条件下两种结构的壁面温度随沿程的变化趋势。光滑管内的外壁

温存在突升至温度最高点的情况，最高温度约 1621K；而在底面铺设多孔介质后，其强

化了轴向的传热效果，避免了加热段入口处由于传热不充分导致的温度极高点，降低了

升温速率。因此，铺设多孔介质使最高点壁温降低约 45%，有效的保证了材料的安全。

(a) (b)

(c) (d)
图 10 两种结构下各参数随沿程变化



图 10(a)给出了高热流条件下两种结构的流体温度及其变化率随沿程的变化趋势。

多孔介质的存在使得沿程的截面平均温度较光滑管有所升高，这是由于多孔介质在壁面

热流的作用下产生了蓄热作用所导致的。同时，多孔介质增强了径向的传热效果，使得

流体前半段升温速率较高，后半段升温速率较低；由图 11(a)可知，在光滑通道内的温

度和摩尔分数多呈现边界层分布，及边界层附近温度较高，冷却工质消耗较快。铺设多

孔介质后，其强化了能量的径向输运，使温度分布更加均匀。

图 10(b)给出了高热流条件下两种结构的氨摩尔分数及其变化率随沿程的变化趋

势，图 10(c)给出了反应速率随沿程的变化区域。在光滑管内，加热段前部氨就具有较

高的消耗速率，这是由于其前部就具有较大的温度梯度，这使得反应速率升高，氨的消

耗量较大；而铺设多孔介质使得近壁面处的热分层现象得到了改善，因此加热段前部的

近壁面温度较低，反应速率较小，氨消耗量较小。随着热流的持续作用，多孔介质层流

体的温度持续升高，使得截面平均反应速率升高较快；但光滑管内的每个截面的反应速

率主要由边界层区域主导，主流区温度的上升对反应速率的影响较小，因此截面平均反

应速率升高较慢，最终出口处的氨摩尔分数处于同一水平，消耗量均为 49%左右。

图 10(d)给出了高热流条件下两种结构的对流换热系数随沿程的变化趋势。可以看

出，多孔介质整体提高了轴向的对流换热系数。这是由于在加热面上铺设多孔介质后，

多孔介质材料的高导热系数增大了壁面的传热效果，缩小了近壁面区域多孔介质内部流

体与壁面的温差，因此增大了对流换热系数，平均提升约 41.7%。

(a) (b)
图 11 中心截面处两种结构温度(a)与氨摩尔(b)分数云图

(a) (b)
图 12 不同截面处流体温度(a)与化学反应速率(b)沿径向变化

图 12 分别给出了流体温度(a)和反应速率(b)随径向的变化趋势，其中对横轴做无量

纲化处理，L= 0.002m。从上图中可以明显的看出，光滑通道中的温度和化学反应速率

均呈现明显的边界层分布，边界层外的温度和反应速率处于较低水平；而铺设多孔介质

使近壁面处流体的温度极值下降，强化了径向的热扩散效果，使得热量更多的向中心流

扩散，降低了壁面热负荷。

由于近壁面处温度的下降，与温度直接相关的反应速率也随之下降，但多孔介质改

善了热分层现象，其近壁面处温度梯度相比较光滑管中更小，因此化学反应速率梯度也

更小，化学反应的持续区域变宽，因此氨的总消耗率与光滑管内相似。



图 13 不同截面处温度不均匀度随径向变化

图 13 给出了温度不均匀度沿径向的变化趋势，与光滑管相比，铺设多孔介质后的

温度不均匀度明显减小，说明多孔介质有效的改善了径向的热分层现象。多孔介质改善

热分层现象的原因是多孔介质内固体的填充提升了总导热系数，使得传热更加均匀，而

微肋或凹坑更多的是增加的管内湍流的作用使得温度梯度更小，温度分布更加均匀，虽

然实现原理不同，但最终效果是类似的。

2.3 孔隙率对氨裂解传热特性的影响

在多孔介质流动中，不同孔隙率下改变了粘性和惯性阻力系数，影响了相关的流动

参数，进而改变了化学反应与传热传质过程。在本节，我们通过改变孔隙率来探究其对

化学反应和传热传质的影响。多孔介质孔隙率ε= 0.25、0.3、0.35、0.4。其他边界条件

与表 3 中相同。

图 14 不同孔隙率条件下壁温随沿程变化 图 15 换热系数随沿程变化

图 14 给出了不同孔隙率条件下的加热面外壁温随沿程的变化趋势。在相同的热流

条件下，加热段前部和后部呈现出不同的温度分布趋势，前半段随着孔隙率的降低壁面

温度逐渐降低，而后半段随着孔隙率的降低壁面温度逐渐升高。造成这种现象的原因是：

前半段由于入口温度较低，加之多孔介质对壁面处热分层情况的改善，无论是近壁面区

域还是主流区域都没有发生化学反应，因此温度由多孔介质内部导热和对流换热情况决

定。随着孔隙率的降低，固体占比逐渐增大，多孔介质域内部的平均导热系数增大，换

热更加均匀，因此外壁温较低；而后半段由于流体温度较高，化学反应开始发生，温度

上升速度逐渐减慢。多孔介质内部流体与壁面的温差逐渐减小，传热效率逐渐提升，但

不同于光管流动，多孔介质内部流动时会在多孔介质与壁面间产生一层液膜，这层液膜

会降低传热效率。同时，孔隙率越低，相应的流动阻力也就越大，流速的降低使得液膜

更厚，传热效率更低，因此后半段会出现孔隙率越低壁面温度越高的情况。在实际使用

中，应该按照不同情况选择合适的孔隙率，不应一味地增大或缩小。

图 15 给出了对流换热系数随沿程的变化趋势，不同孔隙率均呈现逐渐上升的趋势，

但在加热段前部孔隙率越低对流换热系数越大，这是由于更低的孔隙率使得固体占比更

大，前半段流体平均温度较低，多孔介质的平均导热系数对整体传热效率的影响更大。

由于低孔隙率使得固体占比较高，因此传热情况更好，流体的对流换热系数也就更大，



最大处提升约 6.7%。

(a) (b)
图 16 不同孔隙率条件下流体温度(a)和反应速率(b)随沿程变化

图 16 分别为不同孔隙率条件下流体温度(a)和化学反应速率(b)随沿程变化趋势。随

着孔隙率的逐渐减小，多孔介质域的固体占比越来越大，粘性与惯性阻力越来越大，对

流体流动产生了更大的阻碍作用，流体的热扩散能力也随之减弱，大孔隙率的截面等温

线更向右侧也就是出口侧靠近，随着沿程距离的增加这种效果更为明显，从图 14(a)中
也反映了相同的趋势，在临近加热段出口位置孔隙率越小，截面平均温度越高。因此，

在加热段后部的化学反应速率也出现了类似的趋势，如图 14(b)所示。

(a) (b)
图 17 流体温度(a)与化学反应速率(b)沿径向变化

图 17 给出了在 z=0.6m 位置处的径向温度分布(a)和化学反应速率分布(b)。由于此

处位置在加热后半段，因此呈现出随着孔隙率越低流体温度越高的趋势，由于温度较高，

因此化学反应速率也与温度呈现相同的趋势，反应同样主要发生在多孔介质区域。

3 结论
本文引入氨作为冷却工质，进行了三维对流传热裂解数值模拟，与碳氢燃料进行了

冷却特性对比。同时考虑铺设多孔介质后的两种不同结构以及不同孔隙率对传热特性的

影响，得到了以下结论：

（1）按照正癸烷的再生冷却典型工况，利用氨进行对比。在相同工况下，加热壁

面最高温度降低约 150K，平均降低 9.4%；对流换热系数提升 25%。同时，氨的转化率

相比较正癸烷更低，因此氨利用更少的冷却剂消耗量得到了更好的冷却效果。

（2）铺设多孔介质后，两种结构的传热特性发生了较大改变。多孔介质改善了管

内的热分层现象，同时在径向上降低了温度分布的不均匀性。在相似的氨转化率的条件

下，明显降低了加热段入口的外壁温，降低比例约 45%，对流换热系数提升约 41.7%。

（3）不同孔隙率对管内流动传热特性的影响相对较小，在加热段前部孔隙率与外

壁温成正比，后部成反比；在加热段前部对流换热系数随孔隙率减小而增大，最大提升

约为 6.7%左右。
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摘要：本文重建了催化层团聚体多孔结构，并通过格子 Boltzmann 伪势模型模拟了团聚体中水的毛细

冷凝过程，在此基础上利用孔尺度电化学模型研究了结构和操作湿度对团聚体局部传输阻力的影响。

发现高湿度下（RH > 70%）形成的液态水改善了低 Nafion 含量团聚体的活性反应面积。对孔/离聚物

界面的氧溶解阻力和薄膜效应导致的离聚物透氧性降低进行了量化，评估了不同操作湿度的团聚体有

效因子。此外还提出了一种多尺度耦合策略，为宏观燃料电池模型中催化层建模提供了新思路。

关键词：质子交换膜燃料电池；阴极催化层；格子 Boltzmann 方法；团聚体；孔尺度模拟

0 前言

催化层（CL）是质子交换膜燃料电池（PEMFC）的核心部件，提升催化层中的传

质效率以提高铂（Pt）催化剂利用率，从而实现燃料电池降本增效具有重要意义[1]。传

统 Pt/C 基催化层是具有纳米孔结构的复合材料：直径 2–5 nm的 Pt 催化剂颗粒沉积在尺

寸 10–50 nm 的碳载体颗粒上，然后用全氟磺酸聚合物浸渍结合。催化层中通常使用两

种类型的碳载体：低比表面积炭黑（LSC），如 Vulcan XC-72；和高比表面积炭黑

（HSC），如 KetjenBlack。在 LSC 基电极中 Pt 颗粒沉积在碳表面；而 HSC 基电极中约

70%的 Pt 颗粒位于碳颗粒内的微孔中[2]。SEM 图像[3]显示催化层由次级孔网络分隔的团

聚体组成，如图 1(a)所示。更高分辨率的 TEM 图像表明团聚体内具有小于约 30 nm 的

初级孔[2]。在 PEMFC 运行过程中，反应气从次级孔主网扩散到团聚体内的初级孔中。

在团聚体内，由离聚物和可能存在的液态水组成的渗透网络决定了 H+对 Pt 表面的可及

性，而反应气则通过初级孔、离聚物和液态水组成的复杂网络传输。

连续尺度燃料电池模型已被广泛用于确定催化层中氧气传质阻力的来源[4]。在宏观

模型中团聚体通常由图 1(b)所示的核-壳结构近似，这种结构假设由 Pt/C 和离子膜的混

合物构成反应活性内核，其外部覆盖了均匀的离子膜外壳，催化层由这种核-壳团聚体

堆积而成。作为催化层的子网格模型，其提供体积电流密度源项来计算催化层的电流密

度分布。尽管使用广泛，但核-壳团聚体模型不能与 SEM 观察直接关联，也没有捕捉到

Pt、离聚物和孔界面之间的局部物理现象[5]。



图 1 (a)催化剂层的 SEM 图像[3]；(b) 理想化核壳团聚体模型

由于催化层的纳米级结构，直接观测其内部的传输过程仍十分困难，基于极限电

流法的异位测量被广泛使用。通过改变氧气分压，氧传质阻力被区分为依赖压力的部分

（分子扩散）和压力无关的部分（Knudsen 扩散或跨离子膜的传输）。目前的共识是，

高电流密度下的显著性能损失与团聚体内压力无关的局部传输阻力有关[6, 7]，且随着 Pt
负载减少出现了额外的电压损失。在宏观团聚体模型中，改变 Pt 负载只影响中低电流

下的电池性能，而获得的极限电流密度对 Pt 负载不敏感[6, 7]。低 Pt 负载时的额外电压损

失被认为与 Pt 颗粒周围的离子膜有关[8]，并提出了几种可能机制来解释：随着 Pt 负载

减小，氧气通过离子膜的传输路径变长[9]；离子膜中的氧扩散率可能明显低于 Nafion 本

体材料的值[10]；由于氧在离子膜界面的溶解速率和 Pt 表面的吸附率有限，在孔/离子膜

或离子膜/Pt 界面存在额外的界面阻力[11]。量化不同传输阻力的大小对于提高催化层的

传质效率非常重要，然而这些阻力紧密耦合，难以单独评估。

作为异位实验和宏观模型的补充方法，基于真实催化层结构的孔尺度模拟已成为

催化层建模的最新趋势。为阐明局部传输阻力的来源，已报道了一些关于团聚体传输过

程的孔尺度研究。Chen 等人[12]基于孔尺度模型发现，通过考虑孔/离子膜界面的氧溶解

阻力，预测的局部传输阻力与极限电流实验数据吻合良好。此外，由于低温运行和纳米

级孔隙，一般认为水在催化层的凝结不可避免。然而由于苛刻的实验条件，不能原位观

察液态水的分布。液态水为失活的 Pt 颗粒提供额外的质子路径。Shinozaki 等人[13]发

现，HSC 在潮湿条件（ 100%RH）下的电化学活性面积（ECSA）比干燥条件

（20%RH）增加了约 60%。高湿度下离子膜的水合有助于降低欧姆电阻，然而由于孔

堵塞和液态水膜的形成，氧传输阻力也急剧变化。

本文旨在进一步了解团聚体结构和工作湿度对电极性能的影响。首先采用数值方

法重建了多孔团聚体结构，然后利用格子 Boltzmann（LB）伪势模型模拟了团聚体中水

的毛细凝结过程。在获得不同湿度下团聚体中的液态水分布后，模拟了氧气在团聚体中

的反应传输过程。

1 多孔团聚体的结构重建及验证

1.1多孔团聚体结构的重建

在重建团聚体结构之前首先确定各成分的体积分数。其中碳体积分数εc直接指定，

Pt 体积分数εPt和离聚物体积分数εi分别由γPt（单位催化层表面积的铂载量，mg cm−2）



和 I/C（离聚物与碳重量比）决定：

Pt Pt Pt (1  ) I/C,  se CL i c c iL           (1)
上式中 LCL为催化层厚度，εse为次级孔体积分数。ρc，ρPt和ρi分别表示碳、Pt 和离聚物

的密度。表 1 列出了结构参数的具体值。

表 1 团聚体结构参数

参数 取值

dc 32 nm
εc 0.5[13]

ρPt 21.45 g cm−3

ρc 1.8 g cm−3

ρi 2.0 g cm−3

I/C 0.3~0.8
γPt 0.025~0.4 mg cm−2

LCL 10 μm
εse 0.5[13]

通过随机重建方法重构多孔团聚体，首先设置一个网格分辨率Δ = 2 nm的立方型计

算域，然后在域中心设置直径为 dagg的球形空间Ω。通过在空间Ω中依次添加碳载体、

Pt 和离聚物进行重建。其中考虑了直径为 dc的 LSC 型碳载体，在随机添加碳球过程中

要求碳球间以规定公差重叠，以保证电子传导性。图 2(a)显示了生成的碳载体骨架。随

后，直径 2 nm 的 Pt 颗粒被随机添加到碳载体表面，当前结构中 Pt 的比表面积为 62
m2g−1，接近实验测量范围（50~80 m2g−1）[14]。基于生成的 Pt/C 结构，将离聚物添加到

Pt/C 表面。研究发现在离聚物和 Pt/C 颗粒的自组装过程中，离聚物倾向于粘附在碳载

体上并使局部曲率最小化[2]。考虑到离聚物的粘合剂效应，本文提出通过概率控制使离

聚物优先填充局部高曲率部位，例如碳载体颗粒之间的缝隙。当离聚物体积分数εi达到

设定的 I/C 后，团聚体中自然形成初级孔，最终的多孔团聚体结构如图 2(b)所示。

图 2 (a) 生成的碳载体骨架；(b) 多孔团聚体结构

1.2团聚物结构验证和分析



本文重建了具有不同 I/C 的直径 dagg = 300 nm 的团聚体，如图 3(a)所示。可以看出

碳载体骨架的结构相当复杂，Pt 催化剂随机分布在碳表面，与图 3(b)所示 Cetinbas 等人
[15]结合 Nano-CT、超小角 X 射线散射、TEM 和 BET 测量获得的结构一致。值得注意的

是，当 I/C = 0.8 时当前团聚体中的初级孔被离子膜完全填充，而图 3(b)中，在相同εc和

I/C 下仍观察到相当大的孔体积分数。引起差异的原因在于本文的 I/C 在团聚体水平评

估，而图 3(b)的 I/C 是在整个电极水平评估的，而在相邻团聚体之间还需要额外的离聚

物进行连接。

图 3 (a) 具有不同 I/C的团聚体结构；(b) Cetinbas 等人的显微成像结果[15]

还对初级孔孔径分布和离子膜厚度进行了表征，其中离子膜厚度定义为 Pt 颗粒和

孔/离聚物界面之间的最短距离。图 4(a)和 4(b)分别显示了不同 I/C 下的孔径分布和离子

膜厚度分布，结果表明团聚体中的孔径分布和离子膜厚度强烈依赖于 I/C。从图 4(a)可
以看出初级孔小于 30 nm 且峰值约为 20 nm，与显微观测结构一致[15]。图 4(b)表明，离

子膜厚度随 I/C 增加而逐渐增大，离子膜平均厚度从 I/C = 0.3 时的 5 nm 增加到 I/C =
0.7 时的 24 nm。此外，在 I/C = 0.4~0.5 处获得的结果与 Cetinbas 等人[15]在 I/C = 0.8（电

极水平）的催化层中测量结果接近。

图 4 不同 I/C下团聚体的(a) 初级孔径分布和 (b) 离子膜厚度分布

2 孔尺度模型



2.1用于毛细冷凝模拟的 LB 伪势模型

本文基于毛细冷凝理论考虑了反应产物水在团聚体中的分布。Kelvin 方程预测了作

为孔径 dp函数的平衡蒸汽压 Pv：

RH exp( cos )
4v

sat p

mp
p d

V
RT




  (2)

其中 RH 表示相对湿度，Psat为饱和压力。σ和 Vm分别代表水的表面张力和摩尔体积，θ
是孔壁的接触角。通过一个多松弛时间 D3Q19 LB 伪势模型来模拟团聚体中的毛细冷凝

过程，模型细节和验证过程可以在文献[16]中找到，限于篇幅不作赘述。

本文考虑了不同材料的润湿性差异。假定 Pt 完全亲水(θPt = 0°)；炭黑微亲水(θc =
80°)；Nafion 离聚物的润湿性相对复杂，研究表明 Nafion 材料吸水后的后退角约为

30°[17]，因此，离子膜的接触角θi设定为 30°。在毛细凝结过程模拟中，缓慢改变次级孔

的水蒸气压力，这导致准平衡条件下 RH 的持续变化，同时记录团聚体中的液态水分布

演变过程。在获得催化层内的相对湿度-水饱和度关系后，充水的团聚体进一步用于电

化学过程模拟。

2.2电化学过程控制方程

由于团聚体尺寸较小，可以在团聚体内假设等温和等电位[9]。忽略次级孔的氧传输

阻力，次级孔氧浓度 Cse设为恒定值。孔尺度电化学模型考虑了氧气从次级孔向初级孔

的扩散；孔/离子膜和孔/液态水界面的氧溶解；离子膜和液态水内的氧扩散；以及活性

Pt 表面的氧消耗。

氧在初级孔的扩散遵循 Fick 定律：

 p p 0D C    (3)

其中 Cp是孔隙中的氧浓度，Dp是考虑分子扩散和 Knudsen 扩散的总扩散率：

  11 1
Kn bpD D D

   (4)

其中分子扩散率 Db和 Knudsen 扩散率 DKn计算为：
1.5

p4
b Kn

( / 293.2) 80.22 10 ,  
/ 101325 3

dT RTD D
p M

   (5)

其中 T 和 p 分别代表温度和压力。R 和 M 代表通用气体常数和氧分子量。dp是特征孔

径，当前定义为初级孔的平均孔径。

在孔/离子膜界面和孔/水膜界面，氧气的溶解平衡通过 Henry 定律描述：

p p, / /i i l lC C H C C H  (6)

其中 Ci和 Cl分别代表孔/离子膜和孔/水膜界面的溶解氧浓度，Hi和 Hl分别代表 Nafion
和水中的 Henry 常数。此外，如果 Nafion 表面的氧溶解速率 kdis是有限的，则在孔/离聚

物界面存在额外的氧溶解阻力[12]：



p
p dis ,1 ,2 ,1 ,2
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i i i i

C
D k C C C C

n R
 

    


(7)

其中 Rdis是界面溶解阻力，n 表示界面的法线方向。在离聚物和液态水内部，氧传输受

Fick 定律控制：

   ,  ii llD C S D C S         (8)

其中 Di和 Dl分别代表离聚物和液态水内的氧扩散率。氧消耗源项 Sϕ通过下式计算：

t

in active ,
4 Δ
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n

o hers

odescbn
S F

K



 


(9)

上式中活性位点（active node）是指与 Pt 催化剂接触的离聚物节点或液态水节

点。nb表示被 Pt 占据的相邻节点数量，Δ是网格分辨率。F 是法拉第常数。氧还原反应

反应（ORR）速率系数 Kc由 Tafel方程确定：

i
0

ref

( ) exp( )c
C FK i

C RT
    (10)

其中 i0为交换电流密度，γ表示 ORR 反应级数，α为反应传递系数，η为活化过电势，

Cref为参考氧浓度。模拟收敛后，体积电流密度 iv由以下式计算：

2

/ (1 )
b c

v
agg se

n K
i

V 
 




(11)

其中 Vagg是团聚体体积。由于次级孔较低的传输阻力，假设 iv在催化层中分布均匀[12]。

因此，催化层输出电流密度 ICL计算为：

CLCL vI i L (12)
极限电流法已被广泛用于测定催化层中的氧传输阻力。当 Pt 表面的氧耗尽时，ICL

达到极限电流密度 Ilim。则局部氧传输阻力由下式确定：

lim / 4
s

l al
e

oc
C

R
I F

 (13)

本文中模拟参数的取值见表 2。其中对于离聚物内的氧扩散率 Di和 Henry 常数 Hi

有必要进一步说明。针对 Nafion 薄膜的实验研究表明[18, 19]，用于催化层的离聚物薄膜

的氧传输特性与 Nafion 本体有明显差异，但“薄膜效应”的起源尚不清楚，并且离聚

物的氧传输特性表现出明显的湿度依赖。本文考虑了离聚物的氧扩散率和 Henry 常数对

湿度的依赖关系，根据 Kudo 等人[18]的研究，在 30%~100%的 RH 范围内，离聚物的氧

渗透率 Di/Hi与 RH的关系拟合为(Di/Hi)/(Di,0/Hi,0) = 0.28+0.39RH+0.34RH2，其中(Di,0/Hi,0)
是 Nafion 完全水合时的氧渗透率。

表 2 模拟参数[18, 20]

参数 取值



T 333.15 K
p 1.5 atm

Cse 1 mol m−3

Hi (at 100%RH) 38.9
Hl 43.0

Di (at 100%RH) 5.9E−10 m2 s−1

Dl 2.04E−9 m2 s−1

γ 1.0
i0 0.01 A m−2

α 0.615
Cref 40.96 mol m−3

2.3数值模型及模拟条件

上述控制方程通过多松弛时间 D3Q7 LB 扩散模型进行求解，氧浓度分布函数的演

化方程在矩空间表示为：

   1 eq, ( , ) ( , ) ( , ) ( , )g t t t g t t t S t t               x e x M Λ m x m x x (14)

其中 gα(x, t)表示 t 时刻 x格点α方向的氧浓度分布函数，Sϕ代表源项，δt 是时间步长。

ωα是方向权重系数。上式中矩 mα(x, t)与分布函数 gα(x, t)的关系为 m = Mg，其中 M是

转换矩阵[21]。平衡矩 meq定义为：

eq T(1,0,0,0,3 / 4,0,0) ,Cm (15)

弛豫矩阵Λ定义为：

1 diag(1,  ,  ,  ,  1,  1,  1)D D D   Λ (16)

上式中 20.5 4 ( )D LBD t x    ，DLB是格子单位的氧扩散率。宏观浓度 C 计算为：

6

0
C g 
 (17)

次级孔中，恒定氧浓度采用一阶平衡分布边界条件：

t, ,   ( ) Consse seg t C C  x (18)
在孔/离聚物界面，根据 Chen 等人提出的边界条件格式进行处理[12]，
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1 41
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x = x x (19a)
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

x = x x (19b)



其中 表示α的反方向。xp和 xi表示界面上相邻的孔节点和离聚物节点。上述方案也适

用于孔/液态水界面。

在 LB 模型中，物理参数通过表 3 中列出的单位转换系数转换为晶格变量。

表 3 单位转换系数

单位转换系数 取值

长度, ζl 2×10−9 m
时间, ζt 2.097×10−11 s

氧气浓度, ζC 1 mol m−3

氧气扩散率, ζD 7.631×10−7 m2 s−1

氧气反应源项, ζS 4.769×1010 mol m−3 s−1

3 结果分析

3.1团聚体中的液态水分布

基于 2.1 节的模型模拟了水在团聚体中的毛细冷凝，图 5 显示了不同 RH 下典型团

聚体（I/C = 0.4）中的液态水分布。在低湿度下（RH < 70%），产物水以气态形式存

在；当 RH 达到约 80%，在局部孔径较小区域观察到冷凝水形成的液桥；随着 RH 进一

步增加初级孔逐渐被冷凝水填充。结果表明在不同的工作湿度下，冷凝水将在团聚体中

形成复杂网络，这与许多宏观团聚体模型中水膜均匀包裹团聚体的假设不同[22, 23]。正

确认识液态水分布对于估计局部传质阻力至关重要，关于传质阻力的讨论在下节给出。

图 5 不同 RH下团聚体内的液态水分布

冷凝水为催化层中失活的 Pt 颗粒提供了额外的质子路径，如果液态水或离子膜覆

盖的 Pt 表面都具有反应活性，液态水可能对改善 ECSA 发挥重要作用。一项研究[13]采

用一氧化碳汽提技术发现，ECSA 对 RH 的依赖性很强。图 6 显示了团聚体中无量纲

ECSA（活性 Pt 表面积与 Pt 总表面积之比）随 RH 的变化。对于离聚物覆盖不足

（I/C<0.5）的情况，在高 RH 下形成的液态水改善了 ECSA。根据第 1.2 节的讨论，尽

管电极水平 I/C 通常在 0.8~1.0 范围内，但由于催化层中的离聚物分布不均匀，仍存在

许多小 I/C 的团聚体。因此，液态水仍有望在改善 ECSA 方面发挥积极作用。



图 6 LB 模拟的无量纲 ECSA-RH关系

3.2干燥团聚体的局部传输阻力

在 0.025~0.4 mg cm−2的γPt范围内，讨论了极限电流密度下的局部传输阻力 Rlocal，

其中η设置为−0.9V 以获得极限电流密度。图 7(a)显示了典型团聚体（I/C = 0.4）在干燥

条件下（RH = 50%）的 Rlocal，并与极限电流实验结果[8, 10, 24, 25]进行了比较。由于极限电

流测量中通常使用较低的氧分压以避免形成液态水，因此使用干燥条件的模拟结果进行

比较，此外在模拟中没有考虑孔/离聚物界面的额外溶解阻力（即 Rdis = 0）。图 7(a)显
示，Rlocal随γPt的减少而非线性增加。模拟结果与实验定性一致[8, 10, 24, 25]，由于低 Pt 负载

下反应位点减少，氧耗尽前在离子膜内的传输距离更长，导致 Rlocal更高。相反，在核-
壳团聚体模型中，氧气穿过离子膜后在反应内核表面耗尽，因此不能准确预测 Pt 负载

对 Rlocal的影响[9]。

图 7 干燥条件下 Rlocal随γPt的变化，还添加了极限电流数据[8, 10, 24, 25]进行比较

此外，图 7(a)显示模拟的 Rlocal绝对值始终低于实验结果。如引言部分所述，引起

差异的可能原因包括孔/离聚物界面的额外氧溶解阻力；离聚物的“薄膜”效应；以及

离聚物/Pt 界面的额外氧吸附阻力。由于孔/离聚物界面和离聚物/Pt 界面的电阻不易区分
[26]，本文中对这两个串联的界面电阻合并考虑。假设孔/离聚物界面的额外氧溶解阻力

引起了差异，图 7(b)显示了考虑不同 Rdis值的模拟结果。可以看出当 Rdis分别为 60 s m-1



和 350 s m-1时，模拟的 Rlocal接近实验数据的下限和上限。在 50%RH 时，离子膜内的氧

扩散率为 3.1E−10 m2 s−1，因此氧溶解阻力相当于在 Pt 表面额外覆盖了 19–108 nm 的离

子膜。另一方面，如果认为额外的传输阻力是由离聚物薄膜效应引起的，图 7(b)显示了

对离子膜的氧渗透率 Di/Hi进行修正的结果。可以看出当 Di/Hi约为 Nafion 本体材料的

0.4 和 0.08 倍时，模拟的 Rlocal分别接近实验数据的下限和上限，此外 Di/Hi约为本体材

料 0.16 倍时的 Rlocal与实验值符合良好，这个值被用于后续模拟。

3.3液态水对局部传质阻力的影响

上节讨论了干燥团聚体的氧传输阻力，在燃料电池运行中，离子膜的氧渗透率随

RH 发生变化，并且液态水也会引入额外的三相位点和传输阻力。因此，进一步分析了

不同 RH 下的团聚体有效因子φagg。φagg定义为实际电流密度与不考虑氧传输阻力的电流

密度之比。

图 8 显示了运行湿度对φagg的影响，可以看出φagg是η的强函数，φagg随 ORR 动力

学的加快而减小。在相同的η下，φagg随 RH 先增大后减小。在 30%~70%RH 范围内，由

于团聚体内没有液态水形成，而离子膜的氧渗透率 Di/Hi随 RH 的增加而增加，因此φagg

也随着氧传输阻力的减小而增大。随着 RH 进一步升高，液态水逐渐堵塞初级孔并在离

聚物表面形成水膜，但同时也提高了 ECSA。图 8 的结果表明，一旦在约 80%RH 下形

成液态水后，φagg随着液态水饱和度 Sw的增加而持续减小。对于当前 LSC 基团聚体，

I/C 为 0.4 时无量纲 ECSA 约为 0.86，因此团聚体内的反应活性面积并不主要依赖于液

态水的活化作用。相反冷凝水会恶化氧气传质过程，导致φagg减小。

图 8 不同运行湿度下φagg随η的变化

为更清晰地显示液态水对氧气传质的影响，图 9 显示了干燥（RH = 50%, Sw =
0.0）和液态水完全填充（RH = 100%, Sw = 1.0）的团聚体内的氧浓度云图，其中考虑了

−0.2V 和−0.8V 两个典型η值。由于在孔/离聚物界面和孔/液态水界面存在浓度阶跃，离

聚物中的氧浓度 Ci和液态水中的氧浓度 Cl分别乘以 Henry 常数 Hi和 Hl进行显示。



图 9 典型η下干燥和完全充水团聚体内的氧浓度云图

从图 9 可以发现，干燥团聚体初级孔内的氧浓度始终与 Cse非常接近。而离聚物中

的氧浓度仅在η = −0.2V 时没有明显下降，高过电势下离子膜内的氧浓度出现了明显下

降。结果表明即使在浓差极化区域，氧气也能渗透到团聚体内部，传质限制主要来自于

离聚物中的缓慢氧扩散。而对于液态水完全填充的团聚体，仅当η较小时氧气可以渗透

到团聚体内部。高过电势下在团聚体外表面出现了明显的氧浓度梯度，团聚体内的氧浓

度显著降低，传质受限导致团聚体内大部分 Pt 颗粒没有被有效利用。

3.4多孔团聚体模型的多尺度耦合方法

作为催化层子网格模型，孔尺度团聚体模型可以通过提供源项与宏观电池尺度模

型耦合，如图 10(a)所示。耦合方案如下：

首先，进行充分的孔尺度模拟，建立不同运行参数（η, Cse, RH 等）下φagg的数据

库；进一步采用插值方案或拟合关系式来获得φagg与运行参数的对应关系，通过φagg实

现孔尺度模型和连续尺度模型之间的交互。以运行湿度 RH 为例，根据典型团聚体

（ I/C = 0.4 ， γPt=0.1 mg cm-2 ） 的 模 拟 结 果 将 φagg 与 RH 的 关 系 可 以 拟 合 为

C 1( 5.32 )1 10[ ]agg
   ，如图 10(b)所示。则团聚体体积电流密度 iv进一步计算为：

,0v agg vi i (20)

其中 iv,0表示在过电势η下不考虑局部传输阻力的体积电流密度（即假设 Pt 表面的氧浓

度等于 Cse）。通过应用上式，可以避免在催化层层每个离散网格内求解孔尺度模型带来

的巨大计算量。宏观模型离散网格内的氧气、质子和电子反应源项计算为：

+ -2 H e
,  ,  

4
v

O agg agg v agg v
i

j n j n i j n i
F

   (21)

其中 nagg是每个离散网格内的团聚体数目。上述多尺度模拟策略可以实现孔尺度团聚体

模型与宏观模型的高效交互，为宏观燃料电池模型中催化层建模提供了新思路。



图 10 (a) 多尺度耦合方法示意图；(b) 不同 RH下φagg与η的拟合关系

4 结论

本文通过模拟多孔团聚体中水的毛细冷凝过程，获得了团聚体内的相对湿度-饱和

度关系。研究发现在 70%~100%RH 范围内，团聚体中形成了复杂的液态水网络，液态

水改善了低离聚物负载团聚体的电化学活性面积。进一步利用孔尺度电化学模型研究了

团聚体结构和操作湿度对局部传输阻力的影响。通过评估干燥团聚体的局部传输阻力，

发现在孔/离子膜界面存在 60~350 s m-1的氧溶解阻力，或薄膜效应导致离聚物透氧性降

低为 Nafion 材料的 0.08~0.4 倍。团聚体局部传质阻力在 70%RH 下达到最低，更高湿度

下形成的冷凝水恶化了氧气传质过程，导致 Pt 质量活性较低。此外，本文还提出通过

团聚体有效因子将孔尺度团聚体模型与宏观燃料电池模型耦合的高效催化层建模策略。
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摘要：毛细芯是热管中的一个重要结构，其性能的好坏是影响热管传热的重要因素。本文采用电化学

沉积法在长铜管内沉积制备多孔铜毛细芯，探究不同沉积时间对多孔铜毛细芯的影响。结果表明，随着

电沉积时间的增加，多孔铜毛细芯的吸液性能先上升，然后趋于平缓。在本文中，最优的多孔铜毛细芯

的 K/ Reff值达 2.61μm，达到其它文献对比值的 2 倍以上。根据估算，S05 样品的传热极限也达商用热

管的 2 倍以上，有着良好的应用前景。 

关键词：管内沉积；电化学沉积；毛细结构；吸液性能；传热极限 

 
0 前言 

随着半导体技术、大数据技术的快速发展和 5G 基站范围的一步步覆盖，社会生活

中移动通信网络的传输峰值得到进一步提高，便携式电子产品诸如手机、笔记本等的算

力在竞争中不断提升，其系统集成度越来越高，对散热的需求也相应提升。目前，常见

的散热方式有风冷、液冷、相变材料冷却、热管冷却等。在这其中，热管作为一种新型

的被动式相变换热技术，其主要利用器件内部工质液态、气态的相变和流动进行传热，

具有相当高的导热能力。毛细芯作为常规热管中的一个重要结构，为热管工作提供驱动

力，因此制备具有优异吸液性能的毛细芯结构是提升热管传热性能的关键。不少学者致

力于研究制备毛细芯结构以提升热管性能。李元可
[1]
使用激光刻蚀工艺加工辐射状沟槽

式毛细芯，并应用于均热板两端，提高均温板的启动性能与稳态性能。郭威
[2]
通过表面

改性工艺制备了具有纳米级草丛状结构的超亲水编织丝网芯，研究发现该毛细芯的应用

提升了热管的传热极限和反重力传热性能。王宙等
[3]
探究了不同粒径的球形铜粉和非球

形铜粉烧结而成的吸液芯对均温板传热性能的影响，结果表明使用双粒形双粒径梯度结

构毛细芯的均热板在实验最高加热功率时总热阻比其他两种单粒形均热板最大降低约 

91%。 

在吸液芯众多的制备方法中，电化学沉积法是通过电流将需沉积的物质沉积在沉积



表面，十分适合制备多孔表面，并且电化学沉积法操作简单、可控性强，所制备的表面

往往具有丰富的微纳尺度结构，是一种很好的制备传热表面的方法。黄文涛等
[4]
使用电

化学沉积法在铜表面制备多孔铜毛细芯，探究了不同浓度的硫酸溶液对毛细芯形貌、厚

度、孔隙等的影响。吕芳林等
[5]
采用流动电沉积法在管内制备多孔铜毛细芯，探究了不

同电压及沉积时间的影响。朱志文
[6]
采用流动电沉积法在圆管内制备多孔铜，并应用于

环路热虹吸管，探究其传热性能。罗佳利等
[7]
使用电化学沉积法对铜网进行梯度结构修

饰，与相同毛细性能的烧结铜粉毛细芯相比，梯度修饰铜网在厚度上减少了 90%，更有

利于应用在超薄热管中。Luo等
[8]
采用一步电沉积工艺制备了仿生铜森林状毛细芯，其毛

细管性能参数明显高于传统烧结颗粒毛细芯，将其应用于超薄平板热管时表现出优异的

导热能力和温度均匀性。 

不少学者在电化学沉积法制备毛细芯或构建微纳表面形貌强化沸腾传热方面做出

不少贡献，但大多数的研究主要集中在平表面上，对于管内曲面沉积的报告比较少。直

接在管内电沉积制备毛细芯，有利于热管后续的加工。如果能在长管中均匀制备毛细芯，

将使电沉积毛细芯在长尺寸热管中的应用更有前景。本文通过搭建实验装置，对长管电

内沉积进行了探究，实现了在 30cm铜管内沉积毛细芯。通过制备不同沉积时间的样品，

进行形貌、吸液性能等表征，探究毛细芯的性能。 

 

1 长管内电沉积多孔铜毛细芯的制备及表征 

1.1 长管内电沉积多孔铜毛细芯的制备 

长管内多孔铜的制备使用到了图 1 中所展示的装置。该装置由可编程线性直流电源、

储液器、管状阴极、阳极、磁力泵等部分组成。其中，管状阴极与电源的负极连接，阳

极置于管状阴极的管内部，并且阳极与电源的正极连接；储液器用于存储电解液，系统

中的工质可以利用泵驱装置进行流动。 

 
图 1 电沉积实验装置图 

将外径 8mm，壁厚 0.2mm，长 30cm 的铜管进行前处理并清洗干净后，置于图 1 所

示装置中作为管状阴极。往储液器中添加适量的 H2SO4 与 CuSO4 混合电解液后打开磁

力泵开关驱动电解液在装置管路中流动循环。将电源的正、负极与沉积装置的阴、阳极

接通后，通过电源设置一定的电流密度和反应时间进行流动电沉积。在电沉积的过程中，



阴极主要发生了以下反应： 
阴极：Cu2++2e- = Cu 

2H+ +2e- =H2↑ 
通过上述反应，铜在管状阴极的内表面沉积，并且在不同的电流密度和沉积时间下，

沉积铜呈现出不同的微纳尺度形貌与结构。将电沉积完毕的铜管用去离子水进行清洗，

除去残留在铜管内表面的硫酸和硫酸铜溶液。最后，将清洗完的铜管放进还原气氛炉中

进行高温烧结，得到内表面具有稳固多孔铜结构的铜管样品。 
本文中电沉积所用的电流密度为 0.19A/cm2，通过控制不同的沉积时间制备不同的

样品。具体实验条件如表 1 所示。 
表 1 管内沉积多孔铜反应条件 

样品编号 电流密度(A/cm2) 沉积时间(s) 
S01 0.19 145 
S02 0.19 472 
S03 0.19 800 
S04 0.19 1127 
S05 0.19 1454 

 
1.2形貌表征 

首先使用金相显微镜（Nikon DS-Fi1）对多孔铜进行微观尺度的初步表征，通过对不

同条件的形貌进行观察，得出多孔铜形貌随沉积时间的变化规律。接着进一步使用扫描

电子显微镜（Phenom XL）对多孔铜微观形貌进行细致观察，以便做出更加准确的分析。 
 

1.3流体力学性能测试 
使用图 2 中搭建的吸液性能测试装置对多孔铜样品进行吸液性能的测试。 

 
图 2 吸液性能测试装置 

吸液性能测试装置由铁架台、升降台、水槽、高速摄像机等部分组成。吸液测试开

始前，先将铜管样品剪开展平，使用铁架台对样品进行固定，样品左侧放置有标尺，方



便对比测量。水槽内盛满吸液工质放置在待测样品正下方的升降台上，本次实验中吸液

工质选用了去离子水。开启高速摄像机的录制功能后，通过调节升降台使水槽缓缓上升

至吸液工质与样品多孔铜底部接触，此时样品开始吸液过程，等待高速摄像机将吸液过

程记录完毕。最后，通过高速摄像机配对软件（PCC3.8）对吸液视频中不同时间的液面

高度进行处理，得到样品的吸液曲线。 
K/ Reff ,即渗透率/有效毛细半径，是毛细芯流体力学性能相关的一个参数，在表征液

体在多孔结构中的吸收速率方面起着重要作用。这个参数可以通过吸液工质在垂直放置

的样品上的上升速率（即上述的吸液性能测试）来测量。根据 Lucas-Washburn 公式（式 
1），液体上升高度的平方（y2） 与上升时间（t）呈线性关系， 

𝑦𝑦2 = 4𝜎𝜎 cos𝜃𝜃
𝜇𝜇𝜇𝜇

𝐾𝐾
R𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒𝑒

𝑡𝑡                       （式 1） 

其中，𝜎𝜎是液体表面张力，𝜃𝜃是液体与表面的接触角，𝜇𝜇是液体运动粘度，𝜓𝜓是多孔结构表

面的孔隙率，K 是渗透率，Reff是有效毛细半径. 
接触角𝜃𝜃可以通过观察 4µL 水滴与吸液芯的接触情况获得。孔隙率𝜓𝜓可以通过式 2、

式 3、式 4 计算得到： 

𝜓𝜓 = 𝑉𝑉0−𝑉𝑉
𝑉𝑉0

𝑥𝑥100%                      （式 2） 

        𝑉𝑉0 = 𝜋𝜋(𝑅𝑅02 − 𝑅𝑅12)𝐿𝐿                     （式 3） 

𝑉𝑉 = 𝑚𝑚𝐶𝐶𝐶𝐶
𝜌𝜌𝐶𝐶𝐶𝐶

                         （式 4） 

其中，V0为材料堆积体积，V 为材料绝对密实体积，R0中为沉积前管内半径，R1为

沉积后管内半径，L 为沉积铜层的长度。 
 

1.4传热极限计算 
为了进一步对毛细芯的传热性能进行评估，本文在吸液测试基础上，通过式 5、式 6

对不同条件下毛细芯的理论传热极限进行了计算： 
𝑄̇𝑄 = 𝑚̇𝑚ℎ𝑓𝑓𝑓𝑓                       （式 5） 

 𝑚̇𝑚 = 𝜌𝜌𝜌𝜌𝜌𝜌
𝛥𝛥𝛥𝛥

                        （式 6） 

其中，𝑚̇𝑚为流过某段多孔铜的工质质量流量，ℎ𝑓𝑓𝑓𝑓为工质的汽化潜热，ρ为工质密度，

V 为材料堆积体积，𝜓𝜓是多孔结构表面的孔隙率，𝛥𝛥𝛥𝛥为工质流经这段多孔铜所用时间。 
 
2 结果与讨论 

2.1多孔铜毛细芯的形貌分析 

样品的微观组织形貌如图 3 所示。从图 3 中（a）-（e）可以看出，当沉积时间比较

短时，沉积结构为类树林状，随着样品沉积时间的增加，沉积结构从类树林状转变成颗

粒堆积状，当沉积时间进一步增加时，堆积颗粒结构也随之长大，转变为花椰菜形状的

结构。图 3 中（f）-（i）更清晰地呈现了类树林状--颗粒堆积状--花椰菜形状的转变过程。



在更高的放大倍数下，沉积时间为 145s 时，样品的沉积结构呈现明显树枝状分支，随着

沉积时间的增加，树林状的顶部开始长成颗粒堆积状，并且直至最后基本完全掩盖住底

部的分支。图 3 中（k）-（o）聚焦于沉积结构中单蔟组织的形态变化，从中可以看出，

随着堆积颗粒逐渐长大成花椰菜形状，其表面变得越来越褶皱；并且当沉积时间足够长

时，底下也开始出现较为明显的小的堆积颗粒状。 

 

图 3 样品的形貌组织图，（a）-（e）为样品 S01-05 的 40 倍放大图；（f）-（j）为样品

S01-05 的 215 倍放大图；（k）-（o）为样品 S01-05 的 640 倍放大图。 
 
2.2多孔铜毛细芯的流体力学性能分析 

图 4 为电流密度为 0.19 A/cm2时不同沉积时间样品吸液曲线图。从图中可以看出，

在相同时间内，沉积时间越长的样品吸液高度越高，沉积时间为 1127s 的样品与沉积时

间为 1454s 的样品吸液能力差距较小。 
 

 
图 4 电流密度为 0.19 A/cm2时不同沉积时间样品吸液曲线图 

 
图 5 电流密度为 0.19 A/cm2时不同沉积时间样品吸液高度平方与时间关系图。通过



对图 5 中曲线的拟合，可以得到吸液高度平方对于时间的斜率，用于后续计算 K/ Reff

值。 

 
图 5 电流密度为 0.19 A/cm2时不同沉积时间样品吸液高度平方与时间关系图 

 
图 6 展示了使用 4µL 水滴测量不同样品接触角的过程。从图中可以看出，对于所有

样品而言，4µL 水滴均在 16ms 内完全被吸入沉积层。所有样品都表现出超亲水性，接

触角为 0°。 

图 6 使用 4µL 水滴测量不同样品的接触角 



将所有样品的接触角、厚度、孔隙率等数据整理在表 2 中，并求出样品的 K/ Reff

值。 

表 2 样品多孔铜相关数据 

样品编号 S01 S02 S03 S04 S05 
接触角 0° 0° 0° 0° 0° 
厚度 0.141mm 0.483 mm 0.602mm 0.625mm 0.828mm 

孔隙率 93% 94% 92% 88% 88% 
K/ Reff 1.58μm 2.02μm 2.10μm 2.61μm 2.56μm 

 
从计算结果中可以看出，随着沉积时间的增加，多孔铜样品的 K/ Reff值先是逐渐增

大并趋于平缓。对比不同样品的微纳形貌图可以发现，当沉积时间较短时，沉积层比较

薄，吸液速率较慢，并且微纳结构的尺寸较小，结构之间存在的孔隙较宽，其毛细力比

较弱。随着沉积时间的增加，微纳结构逐渐长成颗粒堆积状及花椰菜形状，其表面的粗

糙度增大，其毛细力也相应增强，并且沉积层的厚度增加，有利于吸收更多液体，吸液

速率加快。 
图 6 给出了不同毛细芯的 K/ Reff值对比。通过与商用热管毛细芯、其他研究者所制

备的毛细芯进行对比可以发现，本工作通过电化学沉积法所制得的多孔铜毛细芯的 K/ 
Reff都在其它文献对比值的 2 倍以上，有优异的流体力学性能。 

 
 图 6 不同毛细芯的 K/ Reff值对比[8-10] 

 
2.3多孔铜毛细芯的理论传热极限计算及与文献对比 

根据（式 5）和（式 6）计算了多孔铜毛细芯的理论传热极限，并与商用热管进行了

对比，如图 7 所示。由图可知，随着高度的增加，由于重力的影响，不同毛细芯的理论

传热极限都在减少。从图也可以看出，S05 样品的传热极限达商用热管的 2 倍以上。 



 
图 7 不同毛细芯在不同高度的理论传热极限对比 

3 结论 
本文采用电化学沉积法在长管内沉积多孔铜毛细芯，探究了不同沉积时间对其微纳

结构形貌及吸液性能的影响。得到以下结论：随着沉积时间的增加，多孔铜毛细芯的微

纳结构形貌呈现出类树林状到颗粒堆积状再到花椰菜形状的转变。多孔铜毛细芯的吸液

性能先上升，其后趋于平缓。多孔铜毛细芯的吸液性能受其微纳结构的粗糙度和沉积层

的厚度等因素影响。性能最佳的多孔铜毛细芯的 K/ Reff值达 2.61μm，，达到其它文献对

比值的 2 倍以上。根据估算，S05 样品的传热极限也达商用热管的 2 倍以上，有着良好

的应用前景。 
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摘要：mK 吸附制冷机具有体积小、质量轻、无电磁干扰以及运行不依赖重力的优势，在地面实验与

空间探测中均有着重要应用。气隙式热开关是氦吸附制冷机的关键部件之一，控制着氦气冷凝过程与

蒸发制冷过程的交替切换，是吸附制冷机获取 1 K 以下低温的核心关键。本文基于 4He 吸附制冷机的

实际运行工况，利用热阻模型计算分析了结构尺寸以及冷、热端温度对气隙式热开关传热性能的影响，

并开展了相关实验研究，为气隙式热开关的整体优化提供参考。

关键词：极低温制冷技术；氦吸附制冷机；气隙式热开关

0 前言

近年来，随着我国科学技术的不断发展，一些先进的物理领域研究以及深空探测对

极低温制冷机的需求日益增多。例如近期备受关注的量子计算机，其内部的量子芯片需

要工作在几十 mK 以下来维持量子态的相干性，并且连接线缆也需工作在低温环境中降

低热噪声[1]。此外，用于空间天文观测的辐射热探测器、微量热器与超导量子干涉仪等

探测器件需要工作在 1 K 以下以提高探测精度[2]。

目前，常用的极低温制冷技术包括绝热去磁制冷、稀释制冷以及氦吸附制冷机。相

较于前两者，氦吸附制冷机的结构简单、体积小、质量轻，并且运行不依赖重力，无电

磁干扰，非常适用于空间探测。氦吸附制冷机的制冷原理为液体蒸发制冷，图 1 为其典

型结构。该类制冷机主要由吸附泵、泵管以及蒸发/冷凝器组成，三者构成一个封闭体系，

内部充注一定量的氦气。在工作过程中，加热吸附泵后，脱附出来的氦气会在低温的冷

凝器内冷凝为液体，随后降低吸附泵温度，氦气被吸附泵内的多孔材料吸附，蒸发器内

液氦上方的压力降低，促进液氦蒸发获得低温[3]。

基金项目：国家自然科学基金资助项目（No.12073058）



图 1 氦吸附制冷机结构示意图

Figure 1 Schematic diagram of helum sorption cooler

可以看出，吸附泵的温度调控是吸附制冷机工作状态切换的关键。在氦吸附制冷机

中，常使用气隙式热开关进行控温。气隙式热开关是通过改变冷/热端间隙内的导热气体

的热导率（与气体压力相关）来实现导热（ON 状态）与隔热（OFF 状态），如图 2 所示，

其主要由冷端、热端、外侧的支撑管以及吸附泵组成。冷/热端使用无氧铜等高热导率材

料制成，通常设计成同心圆柱结构以增大换热面积，强化换热。外侧采用不锈钢等低热

导率的材料来进行密封与支撑，冷端、热端与支撑管之间存在间隙，间隙内充入导热气

体。吸附泵内填充多孔吸附材料，通过改变吸附泵温度（调整多孔材料对导热气体的吸

附量）就可调整热开关间隙内的气体压力实现“热连通”与“隔热”[4]。

图 2 气隙式热开关结构示意图

Figure 2 Schematic diagram of the gas gap heat switch

气隙式热开关的导热性能直接影响着预冷级（热沉）与吸附制冷机的吸附泵之间的

传热，对吸附制冷机整体的制冷性能有着显著影响，在本文中，针对 4He 吸附制冷机的

实际运行工况，首先通过分析热开关的热阻分布情况，研究工作温度与结构尺寸对其导

热性能的影响，探究影响其导热与隔热性能的主要因素。随后根据计算结果，开展相关



的实验研究，为 mK 吸附制冷机的性能优化提供方向。

1 气隙式热开关的理论分析

1.1 总传热模型

图 3 为气隙式热开关的热阻分布。其中 Th 与 Tc 为冷端与热端的温度，相对应的热

阻分别为 Rc1 与 Rc2，Rs 为外侧支撑管的热阻，Rg 为冷/热端壁面间隙内气体的热阻，

Rr 为冷/热端之间的辐射热阻[5]。

图 3 气隙式热开关的热阻网络图

Figure 3 The thermal resistance of the gas gap heat switch

整个气隙式热开关的总热阻如式 1 所示：
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在气隙式热开关工作时，这 5 部分热阻的大小关系如下，其中冷/热部件的热阻基本

相当，值最小，OFF 状态间隙内的气体热阻最大。

(2)

基于上述关系，简化后可获得气隙式热开关在 ON 和 OFF 状态的总热阻与开关比:

(3)

(4)

(5)

从上式可以看出，气隙式热开关导通时，间隙内气体导热起主要作用，而 OFF 状态

性能则主要由外侧的支撑管决定。

1.2 热阻模型

（1）间隙内的气体热阻 Rg:
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气体的导热性能与克努森准数 Kn 有关：

当 Kn> 10 时（热开关 OFF 状态），气体处于自由分子区，也就是高真空状态，此时

间隙内气体的热阻如下：

(6)

其中Ω是与气体种类以及温度有关的常数，对于不同温度下的氦，其值为 0.028，α 为热

适应系数，与气体种类、温度以及壁面有关，目前只能通过实验获得。

当 0.01< Kn <10 时，气体处于过渡区。当其从自由分子状态向连续介质状态转变过

程中，气体分子与壁面之间的碰撞对其传热能力的影响逐渐下降。

当 Kn <0.01 时（热开关 ON 状态），气体处于连续区，也称为粘性区。在该区域内，

气体的导热遵循傅里叶定律:

( ) /q T dT dx  (7)

如使用 表示气体的平均热导率，则相应的热阻如下：
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其中 A 为换热面积，d 为间隙尺寸。

（2）支撑管热阻 Rs:

支撑管主要起到密封、支撑以及隔热作用，是影响气隙式热开关 OFF 状态性能的主

要因素，该管通常采用薄壁的不锈钢管制成，相应的热阻可根据傅里叶导热定律获得：

s
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其中 表示支撑管的平均热导率。

（3）热/冷部件热阻 Rc1 和 Rc2:

在气隙式热开关中，热量要先从热端顶部沿轴向传递，随后再通过间隙内气体传递

到冷端，因此冷/热端热阻是限制热开关 ON 状态传热性能的主要因素，其计算公式如下：
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其中 A 为横截面积， 为的平均热导率

（4）辐射热阻 Rr:

对于气隙式热开关中同心圆柱结构的冷/热面，高温壁面与低温壁面间的辐射热阻如

下：

4 4
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其中σ为黑体辐射常数，Xh,c为角系数。

1.3 结果分析

我们建立了气隙式热开关数学模型，其冷端环形圆柱的外径为 10.7 mm，内径为 8
mm，热端直径根据间隙尺寸获得。外侧支撑管材质为 304 不锈钢薄壁管，其内径为 11.3
mm，长度为 50 mm，内部充入 4He。

图4是气隙式热开关冷端温度为4 K和不锈钢管壁厚为0.2 mm时，热端温度在10~50

K 范围内不同间隙尺寸对热开关性能的影响。从式 8 可知，间隙越小，气体导热的温度

梯度越大，传热效果更好。计算结果表明，当热端温度为 30 K 时，间隙尺寸从 0.075 mm

加大至 0.5 mm，气隙式热开关的 ON 状态热阻从 5.91 K/W 增加至 33.6 K/W，增大到原

来的 5.7 倍，热开关导热性能显著降低，开关比也从 1099 下降至 196。当冷端温度一定

时，间隙尺寸的改变对热开关 ON 状态热阻的影响会随着热端温度的升高而减弱，主要

原因为间隙内气体的热导率会随着温度的升高而增大。因此当气隙式热开关应用在较高

温区时，可适当选择较大的间隙尺寸，反之，在低温区要选择较小的间隙尺寸。

图 4 间隙尺寸对气隙式热开关性能的影响（a）ON 状态热阻（b）开关比

Figure 4 The influence of the gas gap size on the performance of the gas gap heat switch

(a) Thermal resistance in ON state (b) ON to OFF ratio

不同冷端温度对热开关性能 ON/OFF 状态的热阻的影响如图 5 所示。当间隙尺寸为

0.1 mm 和不锈钢支撑管壁厚为 0.2 mm 时，随着冷端温度的升高，热开关在 ON/OFF 状



态的热阻随之减小。当热端温度为 10 K，冷端温度从 4 K 升高至 8 K，ON 状态的热阻

从 13.7 K/W 降低至 10.9 K/W，OFF 状态的热阻从 11930 K/W 降低至 8759 K/W，热开关

导热性能提高。这主要是由于在该温区内，氦气、无氧铜与不锈钢管的比热值会随着温

度的升高而增大。当热端温度为 50 K 时，冷端温度从 4 K 升高至 8 K，ON 状态的热阻

从 5.7 K/W 降低至 5.3 K/W，OFF 状态的热阻从 2276.2 K/W 降低至 2103.3 K/W。对比看

出，随着热端温度的降低，冷端温度的变化对热开关不同状态的热阻影响越明显。

图 5 冷端温度对气隙式热开关性能的影响（a）ON 状态热阻（b）OFF 状态热阻

Figure 5 The influence of the temperature of the cold side on the performance of the gas gap heat switch

(a) Thermal resistance in ON state (b) Thermal resistance in OFF state

气隙式热开关的隔热性能与支撑管直接相关，图 6 显示了冷端温度为 4 K、间隙 0.1

mm 和泵管内径 11.3 mm 的条件下，不锈钢支撑管壁厚对热开关性能的影响。可以看出

随着不锈钢管壁厚的增加，热开关的隔热性能与开关比都有所下降，在热端温度为 10 K

时，不锈钢管壁厚从 0.1 mm 增至 0.2 mm，相应的 OFF 状态热阻从 24070.6 K/W 变化为

11930.7 K/W，开关比从 1763 降至 874。

图 6 不锈钢壁厚对气隙式热开关性能的影响（a）OFF 状态热阻（b）开关比

Figure 6 The influence of the stainless steel wall thickness on the performance of the gas gap heat switch

(a) Thermal resistance in OFF state (b) ON to OFF ratio



在冷端温度 4 K、不锈钢管壁厚为 0.2 mm 和间隙 0.1 mm 条件下，不同换热面积对

热开关性能的影响如图 7 所示。当热端温度 10 K，换热面积从 720 mm2增加至 1216 mm2，

ON 状态的间隙内气体的热阻从 11 K/W 降至 6.5 K/W，开关比从 874 升高至 1302，气

隙式热开关的接通状态的导热性能提升。换热面积的增加一般是通过加大冷/热部件的直

径或是长度，但均会增加热开关的体积，并且过长的轴向尺寸不利于冷/热部件保持较好

的同轴度，容易产生接触，造成隔热性能下降，因此气隙式热开关 ON 状态性能的提升

主要是通过减小间隙尺寸实现。

图 7 换热面积对气隙式热开关性能的影响（a）ON 状态热阻（b）开关比

Figure 7 The influence of the heat exchange area on the performance of the gas gap heat switch

(a) Thermal resistance in ON state (b) ON to OFF ratio

2 气隙式热开关实验研究

基于上述计算分析，设计加工了一系列不同尺寸的气隙式热开关，具体尺寸如表 1

所示。为测试热开关的传热性能，利用两级 4 K 制冷机为冷源，搭建如图 8 所示的测试

装置，热开关冷端、热端以及吸附泵处均安装有加热丝与温度传感器，吸附泵底部通过

薄无氧铜片与铜板相连。

表 1 设计加工的气隙式热开关的结构尺寸值

Table 1 The structure size of the designed gas gap heat switches

参数 1# 2#

冷端
外径 10.7 mm
内径 8.0 mm

外径 9.3 mm
内径 8.0 mm

热端 直径 7.8 mm 直径 7.0 mm

不锈钢支撑管
壁厚 0.2 mm

有效长度 50 mm
壁厚 0.1 mm

有效长度 50 mm

冷端/支撑管间隙 0.3 mm 1 mm

冷/热端间隙 0.1 mm 0.5 mm



图 8 气隙式热开关性能测试装置实物图

Figure 8 Photo of gas gap heat switch performance test device

图 9 展示了 1#热开关的导热性能的计算值与实验测试值。可以看出，实际测得的

ON 状态的导热相较于理论值偏小，导通性能差，但随着热端温度的升高，与理论值越

接近，产生差异的一个可能原因是计算中简化了模型，未考虑支撑管与辐射的热阻；OFF

状态的实际导热明显高于理论值，热开关的实际隔热性能较差。原因可能在于铜部件和

支撑管之间间隙小，未能保持良好的同轴度，部件之间产生了局部接触。

图 9 1#气隙式热开关导热的计算值与实验值

Figure 9 Calculated and experimental values of thermal conductance of 1# gas gap heat switch

2#气隙式热开关加大了各部件之间的间隙尺寸，从图 10 可以看出，当冷端温度为 4

K，热端温度为 7.65 K 时，其 OFF 与 ON 状态的导热分别为 0.032 mW / K 与 26.3 mW /K，

相应的开关比 822。加大部件间隙尺寸，明显改善了热开关的隔热性能。



图 10 2#热开关的吸附泵切换温度与导热性能

Figure 10 Switching temperature of sorption pump and thermal conductance of 2# gas gap heat switch

4 结 论

为提高氦吸附制冷中气隙式热开关的工作性能，基于热阻分布情况，计算分析了不

同间隙尺寸、支撑管壁厚、换热面积以及工作温度等参数对气隙式热开关导通状态（ON）

与隔热状态（OFF）性能的影响。并利用 4 K 制冷机搭建了测试平台，测试了不同结构

尺寸和工作温区下热开关的实际传热性能，具体结果如下：

（1）对于气隙式热开关，其导通（ON）状态的性能主要取决于间隙内的气体导热，

间隙尺寸越小，传热性能越好；隔热（OFF）状态的性能主要取决于支撑管的隔热，支

撑管越长、壁厚越薄，隔热性能越好。由于气隙式热开关各部件及内部气体的热导率会

随着温度的升高而增大，因此提高工作温区，气隙式热开关的导通热阻与断开热阻均降

低，导热性能增强，隔热性能变差。

（2）相较于理论计算值，设计研制的 2#气隙式热开关的实际的导通状态的热阻较

大，隔热状态的热阻较小，整体性能有所下降。实测值与计算值之间产生差异的原因可

能在于计算中忽略了辐射热阻，以及实际装配及钎焊后，部件之间可能存在点接触。3#

气隙式热开关加大了冷/热端之间的间隙尺寸与铜部件与支撑管之间的间隙尺寸，隔热性

能显著提升，开关比可达 899。

综上所述，气隙式热开关作为氦吸附制冷剂的核心部件之一，缩小气体间隙尺寸

与支撑管壁厚是提高其工作性能的主要途径，但对加工与装配工艺要求较高。本文对气

隙式热开关的传热特性进行了计算分析与实验测试，可为其结构设计与装配优化提供参

考。
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摘要：

深空探测领域是人类科学探索的新前沿，对电源系统提出了较高的要求，目前常用锂离子电池作为太

阳电池阵的储备电源。然而，在深空探测任务的极端环境下，锂离子电池存在能量密度低、高安全隐

患等局限性，因此需要寻找一种替代电池系统。碱性二次锌钴电池作为一种新兴的能源储存技术备受

关注，其具有高理论容量和高工作电压的优势，能够在长时间光照条件不佳时提供持续供电，且高安

全性能够降低事故风险。然而，目前面临的挑战主要集中在活性物质利用率低和自放电严重等问题上。

本文通过优化质-荷-电传输特性，提高了锌电池中钴基正极的活性物质利用率。同时，针对自放电问题，

采取增强电荷转移的方法进行了有效抑制。该研究展示了碱性锌钴二次电池在深空探测中的潜在应用

优势，并为探索更先进的能源储存系统奠定了基础，推动了深空探测任务的发展，为人类更好地认识

宇宙提供了新的契机。

关键词：传质特性；深空探测；碱性锌钴二次电池

0 前言

深空探测领域是人类科学探索的新前沿，其旨在揭示宇宙的奥秘并寻找潜在的外星

生命存在。在这个充满挑战性的领域中，涉及到多种不同的任务目标和环境条件，对电

源系统提出了较高的要求。电源系统是深空探测器的能源“心脏”，它需要满足不同的功

率、电压、温度、光强和辐照等约束，同时保证轻小型化、高可靠性和长寿命等性能[1]。

目前，常用的电源系统主要由太阳电池阵、蓄电池和电源控制装置组成，太阳能电池阵

是最重要的能量转换和供应部件，蓄电池是储能和调节部件，电源控制装置是管理和保

护部件[2]。其中蓄电池主要采用锂离子电池，与太阳能电池阵搭配以满足无日照或日照

强度不足时的电力需求。然而，受制于锂离子电池较低的能量密度（<200 Wh/kg）、理

论容量（<150 mAh/g）以及易爆炸的缺点，在深空探测任务的极端环境下，锂离子电池



显现出越来越大的局限性[3]。因此，需要寻找一种具有高能量密度、理论容量以及高安

全的电池系统替代锂离子电池。

在众多新型电池系统中，碱性二次锌电池作为一种新兴的能源储存技术，因其在深

空探测领域的应用潜力和优势备受研究者关注[4]。首先，碱性锌基二次电池具有高理论

容量（820 mAh/g）和高工作电压，具有存储更多能量的潜力，以满足长时间光照条件

不佳时探测设备的供电[5]。其次，相对于锂离子电池，碱性二次锌电池由于采用储存含

量极其丰富的锌金属以及水系电解质而具有更低的成本以及更高的安全性，这在深空探

测任务的成本以及安全控制方面具有重要意义，能够减少在极端环境下发生事故的风险
[6]。在正极方面，钴基电极（Co3O4）作为碱性锌钴二次电池的正极材料，具有明显的优

势。钴基电极利用多级的价态转化能力（Co2+ ↔ Co3+ ↔ Co4+）和稳定的尖晶石结构，

展现出较高的理论容量（446 mAh/g）和较好的循环稳定性（超过 1000 次循环）[7,8]。这

些特性使钴基电极成为碱性锌钴二次电池中理想的正极材料。尽管锌基电池中钴基材料

的应用可以带来高容量、高循环稳定性以及高放电电压的优势，但是仍处于研发的初级

阶段。目前所遇到的挑战主要集中在两个关键问题上：（1）活性物质利用率很低（<40%），

造成了远低于理论容量的实际放电能力[9]；（2）对实际应用缺乏深入的探究，比如电池

自放电性能以及低温适应性等，在深空探测领域，储能电池往往需要长期处于搁置状态，

以应对探测任务中的特殊需求，然而，这种长期搁置状态容易导致电池的自放电问题，

对能源储存系统的性能产生不利影响。近年来，众多研究者在设计高性能钴基电极材料

以提升活性物质利用率方面做了一系列工作，包括引入氧缺位、改变电极微观形貌、进

行离子掺杂以及各种材料耦合设计等。尽管上述工作一定程度上提升了锌基电池中钴基

电极的电化学性能，但是效果不佳，且对限制电池性能的原因仍然缺乏深刻的认识。此

外，在实际自放电方面，由于钴基材料应用于锌基电池的研究时间较短，这方面的内容

更是处于空白。

从电极反应原理上来分析，电化学性能从根本上受限于质-荷-电传输问题，主要包

括物质传输特性、电荷转移特性和电子传递特性。为了更加有效地提升锌电池中钴基正

极的性能，本文通过耦合优化质-荷-电三种传输特性，活性物质的利用率得到显著提高。

此外，还研究了锌钴电池在实际应用中的自放电问题，并通过增强电荷转移的方式有效

地抑制了自放电现象。这些研究结果将为深空探测领域提供一种先进而可靠的能源储存

系统，以满足长时间任务的能源需求。通过本文的研究，我们旨在展示碱性锌钴二次电

池在深空探测领域中的潜在应用优势，并为探索更先进的能源储存系统奠定基础。这将

有助于推动深空探测任务的发展，为人类更好地认识宇宙提供新的契机。

1 锌钴电池质-荷-电传输耦合优化

在复合锌钴电池中，由于电解液和电极之间界面的演变，锌钴反应段的容量在循环

过程中呈现出不断增加的趋势[10,11]。基于此，可通过自活化方法构建一种多级 Co3O4 纳

米结构。自活化过程中，一方面，氧气泡不断产生和消耗，改变了材料的微观结构，形

成了二级超细纳米结构，可以提升物质传输和电子传递能量；另一方面，活性材料在较

宽的电压范围充分转化，高价态和低价态之间的转换能力得以进一步增强，可以提升电

荷转移能力。因此，正极质-荷-电三种传输特性均可得以提升。



1.1 电极材料制备与表征

经过自活化后，成功构建出了一种具有超强价态转换能力的新型多级 Co3O4纳米结

构，图 1 展示了自活化合成多级 Co3O4纳米结构的具体流程以及 SEM 和 TEM 形貌图。

首先，通过水热和煅烧过程合成单级 Co3O4纳米片；接着，将制备好的电极组装到锌电

池中，进行自活化循环。自活化过程中，在电流密度为 3 A/g（6.6 mA/cm2）下充放电各

15 分钟，随着循环次数从 1 次增加到 50 次、100 次、150 次和 200 次，锌钴段放电容量

从 0.59 逐渐增加到 0.83、1.04、1.23 和 1.32 mAh/g；最终，得到了多级 Co3O4纳米片，

其纳米片表面还存在一层超细二级纳米片结构，紧密地簇拥在一起。这种结构不仅提供

了快速的电子传递通道，增强了电子传递特性，高价态与低价态之间转换能力的提升增

加了电荷转移的空间，从而提高了电荷转移特性，而且二级纳米片的存在显著提高了比

表面积，确保了充足的反应区域，从而增强了物质传输特性。因此，锌钴反应段的放电

容量得到了显著提升。

图 1 多级 Co3O4纳米结构电极的合成与表征：a）合成过程示意图。b-d）不同放大倍数下的 SEM 图像。

e,f）不同放大倍数下的 TEM 图像。g）单个纳米片的 HR-TEM 图像。

1.2 全电池性能评估

为了对多级电极进行全电池性能评估，详细测试了其在锌钴电池中的充放电倍率性

能和循环稳定性（图 2a）。如图 2b 和 c，在 0.5 A/g 时，电池的放电容量为 481.4 mAh/g。
由于放电电压平台的提升，能量密度甚至可以达到 818.3 Wh/kg。当电流密度增加到 1、
2、4、6、8 和 10 A/g 时，放电容量分别下降到 454.6、409.2、338.5、280.9、238.9 和



201.8 mAh/g。因此，当电流密度增加 20 倍后，容量保持率可以达到 41.9%。相应地，

充电容量从 493.1 下降到 202.5 mAh/g，库伦效率接近 100%。值得注意的是，当增大或

者减小电流密度后，首圈库伦效率会突然下降或者突然上升，随后回归正常，这可能是

由传输过程中电极极化程度的变化所导致的。该现象仅仅出现在第一圈，而后回归正常，

体现了该电极良好的倍率切换适应能力。此外，当电流密度重新转变到 0.5 A/g 后，放

电容量几乎保持不变，体现了高倍率性能和良好的可逆性。

在循环稳定性方面，在电流密度为 4 A/g 下进行测试。如图 2d，放电容量起初逐渐

增加，在 40 次循环后达到最大值（122%）。随后，容量逐渐下降，1000 次循环后衰减

到 80%。此外，长循环过程中，库伦效率可以一直保持在~100%，表现出良好的可逆性。

为了评估本章电极性能在已报道锌钴电池中的水平，图 2e 对比了不同电池的放电容量和

能量密度。无论是放电容量（481.4 mAh/g）还是能量密度（818.3 Wh/kg），自活化后的

多级 Co3O4 纳米电极在其他电极中都脱颖而出，如 Co3O4 纳米片（162 mAh/g 和 241
Wh/kg）[9]、Co3O4纳米线（173.6 mAh/g 和 241 Wh/kg）[10]、异质结构 Co3O4（230 mAh/g
和 308.8 Wh/kg）[5]、富氧缺陷 Co3O4（204.8 mAh/g 和 295.5 Wh/kg）[12]、甚至 Co3S4（317
mAh/g 和 507 Wh/kg）[13]。这种超高的放电容量可以归功于质-荷-电传输特性的耦合优化。

具体而言，体现在以下两方面：首先，二次超细纳米片结构创造了超高的比表面积，这

种结构利于电子传递通道的形成，同时多孔结构还可以提升电解液的浸润性，有利于多

尺寸粒径离子的扩散，从而大大提升了物质传输和电子传递特性。其次，超强的价态转

化能力赋予了实际运行中较大的电荷转移空间，有效地提升了电荷转移特性。

基于此，质-荷-电三种传输特性的耦合优化有力地提升了锌钴电池的电化学实际性

能，包括放电容量、能量密度以及倍率性能。

图 2 多级 Co3O4纳米结构电极的全电池性能。a）电池结构示意图。b）0.5-10 A/g 时的充放电曲线。c）

相应的容量值和库伦效率。d）1000 次循环的容量保持率和库伦效率。e）与其它钴基锌电池在容量和

能量密度方面的比较。



2 锌钴电池自放电性能评估与抑制策略

在深空探测器中，由于工作周期长、地影时间短、充放电次数少等原因，蓄电池需

要在高荷电状态下长期存储，自放电现象的研究也就尤为重要。因此，研究锌钴电池自

放电现象以及抑制策略，减小自放电损失，对于保障深空探测任务的成功执行具有重要

意义。

2.1 自放电现象分析

为了评估锌钴电池中的自放电现象，以电流密度为 0.5 A/g 的条件进行充电至 1.9 V，

随后测试其在搁置 10 小时内开路电压和放电容量的变化情况（图 3a 和 b）。锌钴电池的

开路电压起初呈现急剧下降，随后逐渐稳步下降，在 10 小时后降至 1.7 V。相应地，放

电容量从 220.4 降至 158.6 mAh/g，其保持率为 72%。值得注意的是，在放电过程中观

察到两个电压平台：在约 1.7 V 处的短电压平台和约 1.6 V 处的长电压平台，分别代表

从+4 → +3 和+3 → +2 的价态转换。搁置之后，高电压平台消失了，而低电压平台仍然

存在，并且几乎与原始曲线重合。

接下来，对其充放电过程中以及搁置后的价态变化进行详细研究。根据 Co3O4的反

应机制，价态可以从+2 转化到+3 和+4[14]。图 5.6 展现出锌钴电池一个充放电过程中的

电压曲线和充电后搁置 24 小时内的开路电压变化，并利用 XPS 测试了所选定的不同电

压平台端点来研究价态转变。图 5.7 显示了 Co 2p 相应的 XPS 光谱图，表 5.1 总结了不

同价态的比例。随着放电反应的进行，包括 A 到 B 再到 C，Co2+和 Co3+的数量逐渐增加，

特别是 Co2+的增加量较大，而 Co4+数量急剧减少，最终消失。当电极从 C 充电到 D 时，

Co4+迅速增加到 28.26%，而 Co2+和 Co3+则分别从 54.65%下降到 44.18%和 45.35%下降到

27.56%，表明活性材料迅速氧化。当从 D 充电到 E 时，Co4+继续增加到 34.11%。而从 E
到 F，Co4+几乎没有变化，Co2+减少到 32.81%，但 Co3+增加到 32.2%，从而提高了平均

价态。在搁置 24 小时后（G），Co4+从 34.99%急剧下降到 28.80%，而 Co2+和 Co3+的数

量增加，证明了 Co4+在搁置状态下的不稳定性，这可能是引发自放电行为的关键。



图 3 (a)延迟 10 h 充电到不同电压后的电压变化;(b)相应的放电容量(左:原始;正确:在延误之后)。(c)电压

-时间曲线和测试点，(d)相应的 Co 2p XPS 光谱。

2.2 锌钴电池自放电抑制与机理改性策略

在搁置过程中，经过电荷转移，可能发生电荷重分布机理下的自放电。为了抑制自

放电并改善电极表面与内部转化不均匀的问题，可以在恒流充电后维持一段恒压充电过

程以充分转化高价钴，这可能是抑制自放电的一个有效解决策略[15]。此外，可以通过提

高电极对-OH 的吸附能力来从根本上改变反应机理[16]。

2.2.1 恒压充电抑制策略

基于恒压充电抑制策略，在电流密度为 0.5 A/g 的条件下，进行了恒流充电直至电池

电压达到 1.9 V 后，接续一段恒压充电过程。并且，对不同恒压时间（即 0.5、1、3 和 6
小时）下的自放电现象进行了研究。如图 4a 所示，恒压充电后搁置期间的开路电压衰减

得到了很大改善，且随着恒压充电时间从 0.5 增加到 3 小时，效果越来越明显。图 4d 显

示了不同恒压充电时间下对应的容量保持率，当恒压充电时间从 0 增加到 0.5、1、3 和 6
小时，搁置 10 小时后的容量保持率从 72%增加到 84%、87%、90%和 90%。此外，恒压

充电后放电容量明显增加，恒压充电 6 小时后甚至达到了 290 mAh/g，证明电极内部活

性物质得到了进一步利用，能量密度也从 367.7 增加到 491.6 Wh/kg（图 4b）。图 4c 中的

XPS 测试表明，恒压充电 6 小时后，Co4+含量从 34.99%进一步提升至 37.69%。随着恒

压充电时间的增加，Co4+含量逐渐增加，导致高电压平台明显上升并变得更长。

根据上述实验结果，恒压充电对自放电的抑制和容量提升的原因如下：（1）在高电

压区间进行恒压充电可以促进 Co4+的转化，从而提高价态利用率；（2）恒压充电期间，

不仅电极表面而且内部活性物质也得到了有效利用，利用率大幅提升；（3）Co4+含量增



加，高电压平台的长度也随之提升。充电结束后，由于电极内部和表面活性物质都得到

了有效转化，因此电荷分布较为均匀。在随后的搁置过程中，电荷重分布也得到了有效

抑制，大大降低了自放电过程中开路电压的衰减。

图 4 恒电位充电方案下的电池性能:(a)不同的恒电位充电时间在 10 h 延迟期间的电压变化。(b)恒电位

充电前后的放电曲线。(c)恒电位充电 6 h 后和充电后的 Co 2p XPS 光谱。(d)相应的排放能力(左:原始;
右:延迟之后)。

2.2.2 机理改性策略

尽管恒压充电策略能够有效抑制自放电并提高容量利用率，但由于其需要较长的充

电时间，不利于实际操作。此外，恒压充电仅仅是一种充电策略上的改进，无法改变电

极储能机理。因此，如何合理地调节钴电极从“赝电容型”向“电池型”机理的转变，从根

本上抑制自放电，仍然是一个值得探讨的问题。在这方面，通过原子级调控（例如部分

掺入其他金属），提高电极对-OH 的吸附能是一个非常有效的策略[17,18]。通过增强吸附能，

可以大大提高电荷转移能力，从而将氧化还原反应从电极表面拓展到整个电极，实现储

能机理的转变。经过金属掺杂电化学性能评估，选择 7 种可能的元素（即 Mn、Ni、Cu、
Zn、Ag、Bi 和 Al），在 CoOOH 结构中进行掺杂以部分取代钴元素。如图 5 所示，Mn、
Ni、Cu、Zn、Ag、Bi 和 Al 掺杂后对-OH 的吸附能分别变为-1.32、0.24、1.03、0.05、
1.48、0.57 和-2.20 eV。其中，Al 掺杂电极表现出最高值，甚至比未掺杂前（-0.67 eV）

高 3 倍，极大地增强了 CoOOH 对-OH 的吸附能力，这可能是调节钴电极机理转化的关

键。为此，采用 Al 元素部分替代 Co 以构建新的 Co3O4电极。



图 5 锌钴电池充放电原理图及 DFT 元素掺杂计算：（a）锌钴电池充放电过程中原子结构转变示意图

和（b）-OH 吸附的 CoOOH 晶体图像以及不同元素掺杂后的吸附能对比

在上述储能机理转变的基础上，对锌钴电池实际性能（即自放电现象）进行了测试。

如图 6 所示，经过 Al 掺杂的电极在搁置后表现出更好的容量保持能力，其容量保持率

达到了 90%，远高于原始 Co3O4 电极（71.8%）。此外，充电状态下搁置 10 小时后开路

电压仍然可以达到 1.75 V，高于原始电极（1.71 V），说明 Al 掺杂电极具有更强的电压

保持能力（见图 6）。这表明，从“赝电容型”向“电池型”储能机理的转变成功地抑制

了自放电现象。值得注意的是，虽然采用恒压充电的策略也可以将容量保持率提高到

90%，但需要较长的充电时间（约 6 小时）。而通过原子级别的调控，不需要进行充电

工步的调整，就可以实现自放电的抑制，充分证明了储能机制的成功转变。

图 6 搁置 10 小时前后的放电电压曲线对比



3 结 论

为应对深空探测任务的极端环境下锂离子电池应用的局限性，本文展示了碱性锌钴

二次电池在该领域的应用优势，并针对目前存在的活性物质利用率低、自放电问题进行

了优化。首先，从质-荷-电传输的角度将锌电池中钴基电极的活性物质利用率提高至

~80%；接着，评估了该电池自放电严重程度，并通过增强电荷转移的方法进行了有效抑

制。此外，为了应对深空探测任务周期长、任务复杂多变、环境条件不确定度高的特点，

仍需对碱性锌钴二次电池进行深入适应性研究：（1）针对深空探测任务的特殊环境和需

求，研究碱性锌钴二次电池的宽温度和光强适应性，提高其在极端条件下的稳定性和可

靠性；（2）针对深空探测任务的长寿命要求，研究碱性锌钴二次电池的循环寿命和自放

电特性，降低其容量衰减和能量损失；（3）针对深空探测任务的轻小型化要求，研究碱

性锌钴二次电池的结构优化和材料创新，提高其比能量和功率密度；（4）针对深空探测

任务的智能化要求，研究碱性锌钴二次电池的状态监测和管理技术，实现其与电源控制

装置的有效协同。
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摘要：为应对太阳能膜反应器中氢气浓差极化，本研究探究影响太阳能膜反应器（SMR）中性能限制

的关键因素及其改进机理，以此指导三种结构来靶向强化 SMR 的反应-分离协同。结果表明，径向传

质强化是核心因素，削弱了氢浓差极化分布。三种传质结构皆显著提升性能，其中基于拓扑及仿生叶

片的催化床孔隙结构提升最大，甲烷转化及氢气回收相比原始反应器相对提升 24.0%和 30.1%。综合考

虑性能强化能力、制造成本，更规则的仿生叶片结构具有明显优势。

关键词：太阳能膜反应器，甲烷蒸汽重整制氢，拓扑优化，仿生叶片，多螺旋插件

0 前言

由于人口增长，全球能源需求不断增加[1]。可再生能源，特别是太阳能，可以减少

能源使用过程对环境的影响[2]。太阳能热化学转换可以将太阳能储存在氢气中，而氢气

是一种清洁和高能量密度的载体[3]。为了提高太阳能驱动的反应器性能，研究人员从内

部和外部两方面开展了研究。在反应器内部的研究中，研究者们开发了更好的催化剂[4]、
传热[5]和抗太阳辐射[6]。另外在反应器外部，一些研究优化了太阳能输入[7,8]，并削弱

了反应器的热损失[9]。
然而，甲烷重整通常需要高温来克服热力学平衡，这不利于能量的高效利用及系统

的安全稳定运行[10]。膜技术可以打破热力学平衡，在较低的温度下强化反应，同时也

有利于氢气净化和二氧化碳捕集[11]。太阳能驱动的膜反应器（SMR）已被证明可以实

现太阳能利用下的降温增效[12]。然而，SMR 中的氢气浓差极化仍然限制了其分离和反

应性能[13]。为了解决这个问题，一些研究如增加螺旋状插入物和开发新形状膜管已被

用于削弱极化效应[14,15]。然而，在调整催化剂床层多孔结构以提高分离和反应方面的

研究较少，且缺少相对详细的反应性能限制因素分析及改进机理分析。

综上，本研究基于太阳能甲烷重整膜反应器（SMR）多物理场模型，探究影响膜反

应器中性能限制的关键因素，以此径向传质强化思想指导并设计通过不同手段实现的三

种性能提升结构来靶向强化 SMR 的综合性能。最后，结合不同强化结构对比了提升能

力，分析了提升机理并探究了在不同反应水平下的最大性能提升特性。研究旨在为包括

SMR 在内的膜反应器设计及削弱极化效应提供一种指导思路及分析方法。



1 模型建立

1.1 物理模型

本研究的对象为基于太阳能驱动的甲烷蒸汽重整反应膜反应器（SMR）。根据以往

的研究，二次反射镜可以重新分配聚焦太阳光，使集热管周向能流更均匀[8]。为了简化

模型，我们假设 SMR 是二维轴对称的，且能流输入是均匀的。图 1 展示了 SMR 的空间

结构及物理化学过程，聚光器将太阳能集中到吸收器上，产生热量。在热驱动作用下，

催化床中发生甲烷蒸汽重整反应，主要反应如下：

1 4 2 2

2 2 2 2

3 4 2 2 2

R : CH H O CO 3H
R : CO H O CO H
R : CH 2H O CO 4H

 
 
 





（1）

图 1 太阳能驱动甲烷蒸汽重整反应膜反应器（SMR）示意图

反应的关键产物 H2可以通过位于中央的膜管分离，从而强化反应过程。膜管处于常

压条件下，H2分离的主要驱动力来自反应区的高压。吹扫气为水蒸汽，这主要是便于后

续的 H2纯化，通过冷却可以分离 H2O 和 H2。此外，废气中的碳元素也可以被更有效地

捕获，废热可以被回收以预热入口反应气体。结合图 1，在表 1 中总结了 SMR 的相关参

数。

表 1 SMR 中相关结构及物性参数

参数/单位 数值

SMR 长度 L / m 2
吸收管内径 Dai / m 0.066
吸收管外径 Dao / m 0.07

膜管径 Dm / m 0.033
膜厚度δ / μm 3

渗透指前因子 A 3.21×10-8

催化床密度ρp / kg·m-3 84.25
催化剂定压比热容 Cp,p / J·kg-1·K-1 750

催化剂导热率λc / W·m-1·K-1 80
催化床平均孔隙率εp 0.5



1.2 数值模型

SMR 的流动-传热-化学-分离过程一般由控制方程及边界条件来求解。首先，本模型

合理地假设：i）模型被认为是二维轴对称的；ii）反应气体是理想气体并均匀混合；iii）
氢气分离膜具有 100%的氢气选择性；iv）催化剂孔隙率影响传热、流动和反应；v）反

应过程中没有碳沉积；vi）热损失主要来自辐射和自然对流。

1.2.1 控制方程

（1）流动方程。通过质量和动量方程确保守恒：

 f 0  

U （2）

      f f2
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3
  
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   T
UU U U U p S （3）

其中 U、ρf、p 和μ分别是混合反应气体的速度矢量、密度、压力和粘度。Sf表示动量源

项，计算如下：

   2
f

f 3 2 3
p p
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 

 
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S U U U

d d
（4）

其中 dp和φ分别是催化剂床层的平均粒径和孔隙率。

（2）传热方程。考虑了太阳输入热、反应热和热损失，并通过局部非热平衡方程计

算能量守恒。为流体和固体域分别建立方程：
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其中 Cp和λ是混合气体的比热容和热导率。hv为体积传热系数，计算如下[16]：
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SMR 的热损失主要考虑从玻璃盖板到大气的辐射损失及自然对流损失，相关计算模

型参考以往研究[6,17]。
（3）组分方程。反应组分 i（CH4、H2O、H2、CO 和 CO2中的一种）在流动过程中

的传输方程为：

 
2f H   
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i i iuw J R J （8）

其中 Ri为组分 i 的反应速率，JH2为 H2的渗透通量，计算如下：
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反应速率 Ri由化学方程式（1）中三个反应的速率决定。反应动力学方程列于下方，

相关的反应动力学参数参考文献[7,18]。
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因此，公式（6）中的能量反应源项 Sre计算如下：

3
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1.2.2 边界条件

结合实际情况，下表给出不同位置的相应边界条件。

表 2 二维轴对称 SMR 模型边界条件

位置 反应区 分离区

进口（z=0） 2

4

H O,in
r r,in r in

CH ,in

, ,  
m

m m T T SCR
m s s,in s in, m m T T

出口（z=L） r outp p s 1 atmp

中心（r=0） 轴对称边界: 0
 

  
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
iwT u

r r r

钯膜（r=Dm/2）
2 2H H, 


J J m m ，热薄层边界

管内壁（r=Dai/2） 无滑移边界、无通量边界： 0 
 
u J

管外壁（r=Dao/2） 面到面辐射边界、太阳表面热通量边界：qsun=10000 W·m-2

玻璃罩 面到环境辐射边界、对流换热边界

1.2.3 性能指标

为了评估 SMR 性能，选取了甲烷转化率ηCH4和氢气回收率ΨH2为性能评价指标，相



关表述如下：
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1.3 模型验证

SMR 模型中的所有控制方程及边界条件通过商业软件 COMSOL 求解。首先，网格

独立性验证表明，在 69840 个网格后结果的相对变化约为 10-4。为了节省计算资源，后

续的模拟计算在 69840 网格数的网格系统中进行。SMR 中太阳能热利用的流动和传热过

程在以往研究中已经得到验证[6,17]。因此，本节主要验证 SMR 中的组分转移、化学反

应和 H2分离。图 2 显示了 SMR 模型与 Tong 等人[19]的实验结果相比的验证情况。在比

较中，图 2 中的甲烷转化率显示了实验和本模型之间的一致性。因此，认为本 SMR 多

物理场模型是可靠的，适合进行本研究的计算和分析。

图 2 SMR 模型验证

2 结果与讨论

2.1 理想性能极限

为了寻找限制 SMR 反应及分离性能的关键因素以指导后续的强化，本节结合 SMR
中的传热及传质两个主要过程探究了其在接近理想极限时对 SMR 的影响。仿真计算中

聚光太阳通量为 10000 W·m-2，入口气流温度为 400 ℃，进料水气比为 3，反应区出口

压力 3 bar，不同原始反应水平（甲烷转化率为 0.6、0.7、0.8、0.9）由不同的入口进料

流量控制。在 0.7 的原始反应水平下，反应器内氢气摩尔分数、气体温度及氢气反应速

率的分布如下图 3 所示。温度在径向存在传热热阻而导致了一定程度的温度梯度的存在。

此外，氢气摩尔分数分布中可以看到反应区中明显的氢气浓差极化现象。在靠近膜侧反

应生成的氢气被膜分离，虽然由于产物的确实带来了更高的反应速率，但由于氢气得不

到有效的补充，而限制了靠近膜侧氢气进一步分离。同时，远离膜侧的氢气聚集使得反

应速率得不到提升，有效反应区体积小。因此接下来将重点探究是其中传热还是传质在



其中阻碍了反应的整体性能。

图 3 原始反应器的氢气摩尔分数、温度和氢气反应速率分布云图

2.1.1 趋向无传质阻力

在反应床层中，气流路径会受到传质阻力的影响。通过强化扩散系数来研究几乎无

传质阻力时对反应性能的影响。图 4 展示了反应床在径向和轴向两个方向进行传质强化

时的性能变化趋势。在径向传质强化的图 4a 中，甲烷转化率随着强化程度的加深而显著

增强，且不同的初始反应水平下的极限性能都有着显著提升。随着初始反应水平的提升，

强化的效果逐渐突出。在 200 倍径向传质强化下，0.7 的原始反应水平即可以即可以达到

接近 1 的甲烷转化率。为了探究径向传质强化的作用机理，以 0.7 的原始反应水平为例，

在图 5a 中分析了其在达到径向传质强化极限时的氢气摩尔分数、气体温度及氢气反应速

率的分布。可以看到，径向传质强化后氢气的分布在反应区几乎实现了均匀分布，且混

合气中氢气占比极低。这主要是因为径向传质阻力的减小促进了在远离膜侧的高浓度氢

气向靠近膜侧的低浓度氢气的传输，进一步提升膜侧氢分压（即分离驱动力）以高效的

分离反应区所有的氢气。此外，由于反应区产物的减少，整个反应区的反应速率明显提

升，即实现了接近 100%的高效反应区利用率，因此带来的反应热消耗同时降低了反应

的温度。

（a）径向传质强化 （b）轴向传质强化

图 4 传质强化理想极限性能



然而，对于图 4b 中轴向的传质强化探究中，不同的原始反应水平下的甲烷转化率皆

随着轴向传质强化程度加深而呈现接近线性的降低。结合图 5b（0.7 的原始反应水平的

极限提升）的各个关键物理场的分析看可以看出，轴向的传质强化对氢气和温度的分布

影响不大。原因在于，由于更大的轴向传质，使得入口处的高浓度反应物迅速向出口处

的低浓度反应物扩散，导致了反应物停留时间缩短，进而削弱了反应区的前部反应速率。

而这些，对于温度和氢气分布的影响很小，对反应性能削弱也较小，但不意味着不需要

避免这种轴向强化。

图 5原始反应水平为 0.7 时（a）径向传质强化和（b）轴向传质强化后各物理场云图

2.1.2 趋向无传热阻力

在反应床层内，传热阻力会影响温度分布。通过强化多孔催化床层的导热率来研究

趋向无传热阻力时对反应性能的影响。图 6 展示了反应床在径向和轴向两个方向进行传

热强化的性能变化趋势。在径向传热强化的图 6a 中，甲烷转化率随着强化程度的加深仅

有轻微的性能提升，并很快达到提升极限。不同反应水平下的趋势类似，以 0.7 的原始

反应水平为例，图 7a 展示了达到传热极限时的氢气摩尔分数、气体温度及氢气反应速率

分布。在有多孔催化床的反应区，随着径向传热热阻的减小，径向的温度分布梯度基本

消失，这强化了径向上靠近膜侧低温区的反应性能。然而由于沿程的平均温度分布基本

与未强化时相近，且原本径向温度梯度较小，因此得到的性能提升并不明显，氢气和反

应速率的分布无显著变化。

（a）径向传热强化 （b）轴向传热强化

图 6 传热强化理想极限性能



对于图 6b 中轴向的传热强化，与轴向传质强化类似，不同的原始反应水平下的甲烷

转化率皆随着轴向传热强化程度加深而呈现降低。图 7b 给出了 0.7 原始反应水平下的极

限提升的各个关键物理场的分布。可以看出，轴向的传热强化减小了轴向热阻，温度更

太阳能输入的热量被更均匀的分布在整个沿程。这种作用相当于提升了前端的温度，这

显著提升了反应前端的反应速率，且氢气在前端的摩尔分数也更高。但是，这种作用同

样削弱了反应区后端的温度，降低了其区域反应性能。整体来看，这种分布带来的反应

性能削弱大于增强。而且由于后区较低的氢气浓度分布，氢气驱动力进一步减小，分离

性能也受到限制。

图 7 原始反应水平为 0.7时（a）径向传热强化和（b）轴向传热强化后各物理场云图

综上所述，径向的传热和传质强化都可以提升 SMR 性能，而轴向的反之。尤其是

径向的传质强化带来了最为显著的提升，这也是 SMR 中需要重点关注的内容。同时，

如果能兼顾削弱轴向的传质强化并增强径向的传热强化，可以预计能产生更佳的性能提

升效果。

2.2 基于传质强化的不同强化手段对比

基于上节理想提升极限的分析，以径向传质强化为指导思想，我们提出了基于螺旋

插件、拓扑催化床孔隙结构及仿生叶片孔隙结构的径向传质强化手段。基于螺旋插件的

太阳能膜反应器强化研究可在我们以往的研究中提及[14]，拓扑催化床孔隙结构[20]和仿

生叶片孔隙结构的优化及设计过程在此不过多叙述，分别通过拓扑优化算法和参数化分

析方法得到。三种强化手段的 SMR 结构示意图列于图 8。仿生叶片中，出入口段为 0.5
孔隙率的催化剂填充，中间部分为高孔隙率（深绿色，0.5~0.7）与低孔隙率（浅绿色，

0.3~0.5）依次间隔的催化剂填充。



图 8 三种基于径向传质强化的结构：（a）多螺旋插件、（b）拓扑优化催化床孔隙结构和（c）仿生

叶片催化床孔隙结构

2.2.1 性能提升对比及机理分析

结合原始反应器及上述三种传质强化结构径向了综合性能的分析，如图 9 所示，由

于原始反应器中催化床均匀填充且无插件影响，因此此时流动为无扰动的多孔介质流，

即径向速率基本为 0。在图 9a 的径向速率来看，三种传质强化结构皆获得了显著的径向

速率分布，这表明了结构对径向传质的强化功能。螺旋插件由于强制性的扰流作用来强

化径向传质，而拓扑优化及仿生叶片两种催化床孔隙结构由于高低孔隙率的孔隙块分布，

使得高孔隙率块成为了流动通道，而低孔隙块更加的注重反应性能。从其沿程的速率分

布也可以看出，流动速率呈现出高度的径向往返特性，这将显著加强膜侧的氢气分离和

反应区高效反应的交互与协同。

（a）径向速率统计对比 （b）径向速率沿程分布

图 9 三种传质强化结构中的径向速率

图 10 展示了四种结构的相应 SMR 反应及分离性能结果。从性能结果图中可以看出，

在有传质强化的作用下，三种传质强化结构皆得到了显著的性能提升。尤其是对于催化

床孔隙结构改变的拓扑优化及仿生叶片类型，甲烷转化率及氢气回收率相对于原始反应

器分别相对提升了 24.0%和 30.1%，这也显著高于螺旋插件所带来的提升（分别为 7.2%
和 19.3%）。性能提升的原因可以归咎于径向传质的显著强化，而提升幅度的差异主要

在于正负径向速率的关系。从图 9a 中可以看到，螺旋插件由于扰流的作用，对于正负径

向速率的影响几乎相同，这造成了氢气在负径向速率区间，即向膜侧移动时，还没来得

及分离即被正径向速率重新带离膜侧。然而，负径向速率的强度决定了氢气分离的强度，

进而影响整个反应区分离与反应的协同，而影响反应的强度。显然，对于两种孔隙结构，

其负径向速率相比正径向速率更大，因此得到的反应性能提升更为显著。



图 10 三种传质强化结构中的效率对比

2.2.2 不同原始反应水平下的性能提升

此节探究了不同原始反应水平下的性能提升及其与性能极限的差异。与 2.1 节性能

极限分析对应，以原始反应水平为 0.6、0.7、0.8 及 0.9 分析了各强化手段的性能提升，

如图 11 所示。整体来看，得益于径向传质强化带来的分离与反应协同效应，无论原始反

应水平高低，三种径向强化传质结构皆获得了性能提升。尤其是拓扑优化及仿生叶片的

性能提升始终保持最显著的提升，且原始反应水平越低带来的相对提升能力越突出，从

0.6 到 0.9 的反应水平增长过程中，相对提升从 28.9%降到 10.4%。此外，需要注意的是，

多螺旋插件对于反应性能的强化却是随着反应水平的增加而逐渐增加的，从 6.9%增加到

10.3%，表明了多螺旋插件更适合原始反应水平比较高的情形。

图 11 在不同原始反应水平下三种传质强化结构中的甲烷转化率对比

对于径向传质的理想极限，实际的传质强化结构皆具有很高的完成度，完成度最高

为 0.9 原始水平时的 99%，但这是因为转化率的极限为 1 导致；其次是 0.8 原始水平时

的 95%；再来是 0.6 原始水平时的 93%；最后是 0.7 原始水平时的 87%。整体来看，拓

扑优化及仿生叶片的催化床孔隙结构都能有 90%的理想极限实现能力。此外，由于拓扑

优化结果难于设计且两种结构的性能提升接近，因此考虑到制造成本，更加规则且分界

明晰的仿生叶片催化床孔隙结构更具有优势。



4 结 论

本文结合太阳能甲烷重整膜反应器（SMR）多物理场模型分析了限制分离及反应性

能的关键因素，探究了在趋向无传质阻力及无传热阻力下的 SMR 理想性能。基于此指

导了三种径向传质强化结构的优化及设计，并分析了提升机理与在不同反应水平下的最

大性能提升特性。主要发现如下：

（1）径向的传热和传质强化都可以提升 SMR 性能，而轴向的反而会削弱性能。尤

其径向传质强化具有最为显著的提升，这可以作为未来 SMR 设计中的重点内容。其次，

削弱轴向的传质强化并增强径向的传热强化，可以产生锦上添花的效果。

（2）由于强制扰流及高孔隙通道的径向流动，三种传质强化结构皆获得了相较原

始反应器的性能提升。基于催化床孔隙结构的拓扑优化方法及仿生叶片结构具有相比多

螺旋插件的提升更显著，甲烷转化率及氢气回收率相对于原始反应器分别相对提升了

24.0%和 30.1%。主要原因在于高孔隙通道的方式带来了更强的向膜侧的流动，以进一步

促进分离与反应的协同作用。

（3）在不同的原始反应水平下，三种传质强化结构同样具有明显的性能提升，并

基本可实现 90%的理想性能。综合考虑性能强化能力、制造成本及生产难度，更加规则

且分界明晰的仿生叶片结构具有明显优势，也是我们后续进行制造及实验验证的主要结

构形式。
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摘要：MgCl2水合盐被视为最具前景的中低温储热材料之一。研究 MgCl2 水合盐储热材料微尺度下孔

隙内的水分子吸附规律，揭示内在传质机理，对高效热化学储热系统的设计具有重要价值。本文基于

DFT 方法，研究了水分子在 MgCl2晶体表面吸附稳定后的分子几何构型，揭示了其可能的吸附位点。

研究结果表明，顶位和桥位是水分子在 MgCl2晶体表面主要的吸附位点。此外，水分子的吸附破坏了

MgCl2表面晶体规则的原子排列，这可能为后续进一步吸附和潮解创造了条件。基于 GCMC 方法，本

文还研究了不同温度下，不同尺寸 MgCl2孔隙内水分子的吸附特性，研究结果表明，当孔隙大于 1.0 nm

或温度大于 473 K，孔隙的大小将不再影响 MgCl2的吸水性能。

关键词：热化学储能，MgCl2水合盐，GCMC，DTF，水分子吸附

0 前言

近年来，太阳能作为清洁可再生能源受到了人们的极大关注。然而，太阳能具有间

歇性和不连续性，这导致了居民区的能量利用效率低以及能源供应与需求之间的不匹配

等问题。储能技术，能够实现能量的跨时间、跨地域匹配，有望解决上述问题[1]。热化

学储热技术由于自身高储能密度和极低的能量损失等优点，被认为是解决太阳能间歇性

和不连续性的最佳解决方案之一[2–4]。相比于其他热化学储能材料，水合盐凭借解吸温

度低，储能过程安全稳定等优点，被视为极具潜力的储热材料。

水合盐储热的基本原理是：放热过程中，水合盐与水蒸气发生水合反应，形成结晶

水合物，将化学能转化为热能；储热过程中，水合物吸热分解，脱去结晶水，将热能转

化为化学能进行储存[5]。目前已有大量学者对不同类型的水合盐储热性能开展了研究。

Zondag 等[6]对 MgCl2、CaCl2、MgSO4、Al2(SO4)3四种水合盐从储热密度、储/放热温度、

储热速率等方面进行了对比与遴选，并指出 MgCl2水合盐是最适合太阳能（中低温）储

热的水合盐之一。

MgCl2在储热过程中，由于自身的强吸水性，易诱发潮解和结块现象，最终导致系

统的储热功率下降。此外，水分子在 MgCl2水合盐孔隙中的吸附会减小孔隙体积，阻碍

水分子的输运，进而影响系统的动力学性能。因此，准确了解其微纳孔隙内水分子的吸

附特性，揭示其内在作用机理，是对其储能系统进行优化的前提。然而，由于 MgCl2水



合盐孔隙结构复杂，且吸附过程涉及化学变化，反应物的转化会明显改变材料的微观结

构和化学性质，进而影响水分子的吸附特性，因此其具体的吸附规律尚不明确。

Bedjanian 等[7]使用与调制分子束质谱仪耦合的流动反应器，研究了 MgCl2 6H2O 盐

对水蒸汽的吸附特性，发现吸附物的物理状态类似于液态水并提出来吸附量作为相对湿

度函数的经验方程；Zhang 等[8]采用 x 射线衍射和化学分析的方法，确定了不同温度下

MgCl2·6H2O 的脱水产物，但上述研究均未揭示孔隙特征、温度、压力等因素对吸附量

的具体影响。此外，基于实验的研究往往难以观测到水分子在微纳米尺度下孔隙间的吸

附过程，无法解释其内在吸附物理机理，因此，为揭示微纳米尺度下孔隙间水分子的吸

脱附机理，部分研究人员根据气动理论和气固吸附理论，基于不同的假设，提出了各种

模型。Wang 等[9]考虑到水占体积的影响，提出了一个计算甲烷在潮湿和纳米多孔中过

量吸附的修正模型；Vereshchagin[10]等采用多相介质力学的方法，提出了包括氦气和水

蒸气在内的气体混合物在微球多孔表面的吸附模型，但多数模型对孔隙壁面的考虑过于

简单，无法正确表征 MgCl2水合盐储热材料复杂的孔壁结构。密度泛函理论（DFT）和

分子模拟的方法可以从原子角度充分描述 MgCl2储热材料的壁面特征，直观的揭示水分

子在其微纳孔隙中的吸附行为。Smeets 等[11]采用 DFT 方法，获得了 MgCl2水合物的分

子构型，发现其不具备亚稳定的异构体，这可能是其水合过程中表现出比硫酸盐更快的

动力学的原因；Gu 等[12]采用分子模拟中的正则蒙特卡罗（GCMC）方法，研究了官能

团、孔隙尺寸、温度、压力等因素对活性炭微纳米孔隙内芳香烃吸附量的具体影响。故

本文采用 DFT+GCMC 的方法，采用 DFT 方法对水分子在 MgCl2表面的吸附过程进行数

值模拟，比较分析了吸附前后水分子的构型变化；采用 GCMC 方法，研究孔隙大小、温

度、压力等因素对水分子吸附量和相对浓度分布的具体影响，上诉研究旨在准确了解

MgCl2储热材料微纳米孔隙内的水分子吸附规律，揭示其内在作用机理，进而为优化储

热系统提供理论指导。

0 模拟方法

1.1 DFT

1.1.1 模型构建

本文所用的 MgCl2水合盐的晶格结构从无机晶体结构数据库（ICSD）中获得。为确

定合理的切面方向，计算了 MgCl2水合盐在不同切面上的晶格表面能，计算结果如图 1
所示。从图中可以看出，（1 0 0）切面处的表面能最低，为 0.36 kJ/mol·Å2。表面能越低

意味着断面结构越稳定，在自然条件下裂解形成的可能性越大。因此，在对 MgCl2初始

晶胞几何优化后，选择沿（1 0 0）方向切片，进而建立了基于 MgCl2（1 0 0）切面的晶

体模型。此外，为破坏系统的周期性，避免 MgCl2晶体上下表面间相互作用力的影响，

在其上表面处建立了 15 Å的真空层，最终模型如图 2 所示，图中深绿的为 Mg 原子，浅

绿的为 Cl 原子。从图 2 中可以看出，MgCl2（1 0 0）切面上的四个镁原子构成了一个长

为 6.173 Å，宽为 3.637 Å的矩形。水分子在切面上的吸附主要通过水分子中的氧原子与

MgCl2（1 0 0）表面的镁原子之间相互作用来完成，其切面上存在四个可能的吸附位点，

分别是顶位（T），长桥位（B1），短桥位（B2）和空位（H）。将几何优化后的水分子分



别竖直放置于可能的吸附位点上，获得初始构型，然后在对其进行 DTF 数值模拟，以获

得最稳定的吸附构型。

图 1 MgCl2水合盐在不同切面上的表面能

图 2 基于 MgCl2（1 0 0）切面的晶体模型

(a) MgCl2（1 0 0）3D 图 (b) MgCl2（1 0 0）切面四个可能的吸附位点示意图

1.2.1 模拟细节

DFT 模拟计算均采用 Material Studio 中的 CASTEP 模块。广义梯度近似（GGA）中

的 Perdew-Wang1991（PW91）泛函已被广泛运用于各类水合盐的 DFT 模拟计算，但由

于传统的 PW91 泛函对色散相互作用的计算精度较差，故本文采用 DFT-D3 校正后的

PW91 泛函对 MgCl2 水合盐进行第一性原理计算，其具体模拟参数的设置细节如下所示：

能量截断设置为 550 eV，能量收敛标准设置为 1×105 eV/atom，最大受力设置为 0.03
eV/Å，最大应力设置为 0.05 GPa，最大位移设置为 0.001 Å，自洽场（SCF）收敛标准设

置为 1.0×10-6 eV，k 点网格设置为 2×3×1。
在第一性原理计算中，晶格表面能采用以下公式进行计算[13]：

 surf slab bulk
1
2

E E nE (1)

式中，Esurf为晶格表面能，Eslab为晶格界面模型总能量，Ebulk 为最小晶胞总能量，n 为晶



格界面模型中最小晶胞的数量。

单个水分子在 MgCl2 水合盐晶格切面上的吸附能采用以下公式进行计算[14]：

2 2 2 2ads MgCl +H O MgCl H OE E E E  (2)

式中，Eads为吸附能，EMgCl2+H2O为水分子在 MgCl2晶格切面上吸附后体系的总能量，EMgCl2

和 EH2O分别为 MgCl2 晶格切面和水分子的能量。

为验证 DFT 方法和模拟中所选参数的合理性，分别模拟了 MgCl2·nH2O（n = 6，4，
2，1）的脱水过程，各脱水反应阶段的能垒如图 3 所示。由图中可以看出，MgCl2·6H2O
脱水成 MgCl2·4H2O 需吸收约 29.0 kcal/mol 的热量，MgCl2·4H2O 脱水成 MgCl2·2H2O 需

吸收约 32.5 kcal/mol 的热量，MgCl2·2H2O 脱水成 MgCl2·H2O 需吸收约 22.1 kcal/mol 的
热量，MgCl2·H2O 脱水成 MgCl2需吸收约 23.6 kcal/mol 的热量，Rammelberg 等[15]实验

测得由 MgCl2·6H2O 脱水成 MgCl2·2H2O 需吸收 1344 J/g 的热量，而本文计算结果为 1268
J/g，误差仅为 5.7%，证明本文采用的 DFT 方法和模拟中所选参数合理，模拟所得结果

可信。此外，从图 3 中可以发现，MgCl2·4H2O 脱水生成 MgCl2·2H2O 的反应能垒最高，

为 38.3 kcal/mol；MgCl2·6H2O 脱水生成 MgCl2·4H2O 的反应能垒次之，为 31.2 kcal/mol；
MgCl2·2H2O 脱水成 MgCl2·H2O 和 MgCl2·H2O 脱水成 MgCl2 的反应能垒最低，分别为

23.5 kcal/mol 和 24.3 kcal/mol。上述结果表明，在 MgCl2·6H2O 失去所有结晶水生成 MgCl2

的多步反应中，MgCl2·4H2O脱水生成MgCl2·2H2O的反应步为整个脱水反应的决速步骤。

图 3 MgCl2·nH2O（n = 6，4，2，1）脱水反应能垒图

1.2 GCMC



1.2.1 模型构建

狭缝模型被广泛运用于活性炭、页岩等多孔介质纳米尺度的孔隙建模，故在 GCMC
模拟采用狭缝模型表征 MgCl2 水合盐中的纳米孔隙结构[16,17]。其结构如图 4 所示，图

中绿色原子为 Mg 原子，黄色原子为 Cl 原子。狭缝间距 D 定义为上下两层 MgCl2 晶体

内第一原子层中原子的中心距离减去第一原子层中原子的范德华直径。狭缝上下两侧为

MgCl2超晶胞，MgCl2超晶胞的结构参数如下：a = 52.325 Å，b = 47.844 Å，c = 19.560 Å。

图 4 MgCl2 狭缝模型（深绿色原子为 Mg 原子，浅绿色原子为 Cl 原子）

1.2.2 模拟细节

本文中所有的分子模拟计算均采用 Materials Studio（MS）中的 Sorption 模块完成。

Universal 力场作为一种通用力场，全面覆盖了整个元素周期表，具有极强的通用性，适

用于含有特殊原子的体系，可用于含 Mg 原子材料的数值模拟，故本文模拟力场选用

Universal 力场，具体表示为[18]：

R vdw elwE E E E E E E       (3)

式中，ER 为键长的拉伸作用项可；Eθ为键角的弯曲作用项；Eφ和 Ew 分别为分子的扭转

和反转作用项；Evdw为范德华作用项，通过 Lennard-Jones 6-12 描述；Eel为静电作用项。

在 GCMC 方法中，气体吸附热采用以下公式进行计算[19]：

2
ST

ln
n

PH RT
T

    
(4)

式中，HST为分子吸附热，R 为通用气体常数，n 为恒定负载下的绝对值，T 和 P 分别为

平衡温度和平衡蒸汽压。

模拟中涉及的其余参数细节如下所示：范德华相互作用采用基于 Atom based 的方

法，其计算截止半径设置为 15.5 Å，样条线宽设置为 1.0 Å；静电相互作用采用基于 Ewald
& Group 的方法，其计算截止半径设置为 15.5 Å，Ewald 能量收敛设置为 1.0e-4 kcal/mol；
数据产出时，Equilibration steps 设置为 1.0e6，Production steps 设置为 1.0e6。

为证明模型的合理性，对 MgCl2水合盐的单晶胞进行几何优化模拟，并将模拟后的

晶胞参数与 Huinink 等[20]的数据对比。对比结果显示本文模拟结果与实验值基本一致，



证明了本文选用模型和模拟的正确性。

表 1 各 MgCl2水合盐晶胞参数模拟结果对比

水合盐 数据来源 a / Å b / Å c / Å

MgCl2·2H2O
Huinink 7.43 8.58 3.65
模拟 7.43 8.57 3.65

MgCl2·4H2O
Huinink 4.22 11.03 7.3
模拟 4.22 11.03 7.3

MgCl2·6H2O
Huinink 9.87 7.12 6.07
模拟 9.86 7.11 6.07

2 结果分析及讨论

2.1 单个水分子在 MgCl2水合盐晶格表面的吸附特性

为了揭示水分子在 MgCl2表面吸附过程，本节对单个水分子在 MgCl2水合盐晶格表

面吸附稳定后的吸附构型和吸附能进行了分析。图 5 为水分子在空位（H）、长桥位（B1）、
短桥位（B2）、顶位（T）四个吸附位点处吸附稳定后几何构型的正视图（T）与俯视图

（V）。从图 5 中可以清晰的看出，在水分子吸附后，MgCl2 吸附界面的晶格结构发生了

变化，图 5-4(a)中的氯原子和图 5-4(c)的镁原子产生了明显的位移，吸附后，Cl-Cl 和
Mg-Mg 稳定的矩形构型畸变为不规则的四边形构型，这可能为水合盐后续的进一步吸附

和潮解创造了条件。此外，从图 5-4(b)中可以清楚地发现，吸附的水分子突破了 MgCl2

吸附界面的第一原子层，进入到了 MgCl2的晶格结构内，这可能使得 MgCl2晶体吸附界

面处的稳定性大大降低，从而更易诱发潮解现象。

图 5 吸附稳定构型的正视图与俯视图

表 2 中列出了单个水分子吸附在 MgCl2（1 0 0）表面不同吸附位点后的几何构型。



与吸附前的水分子几何构型进行对比，可以发现在吸附稳定后，水分子的几何构型发生

了变化，其中吸附在空位处的水分子结构变化最为明显，两个氢氧键长由原先的 0.975 Å
分别变成了 0.985 Å和 0.977 Å，氢氧键角由原先的 104.2°变成了 106.2°。从图 6 可以看

出，吸附位点为空位和顶位时，吸附能最低，分别为-124.4 kJ/mol 和 100.5 kJ/mol，其次

为长桥位和短桥位，分别为-16.0 kJ/mol 和-13.5 kJ/mol。吸附能越低意味着吸附后的结构

越稳定，越有可能在吸附过程中出现，上诉研究成果表明空位和顶位是 MgCl2的主要吸

附位点。Ow-Mg 表示水分子中氧原子与 MgCl2（1 0 0）表面镁原子之间的键长，从表 2
可以看出，当水分子吸附在 MgCl2（1 0 0）表面上的空位和顶位时，Ow-Mg 键长最短，

分别为 2.342 Å和 3.303 Å，其次为长桥位和短桥位，分别为 4.084 Å和 4.369 Å。Ow-Mg
键长越短，水分子在吸附后的结构越稳定，该结果与图 6 所呈现出的规律一致。此外，

位于空位和顶位处的吸附能低于-42 kJ/mol，该结果表明单个水分子在 MgCl2（1 0 0）空

位和顶位处的吸附属于化学吸附。

表 2 吸附前后水分子几何构型参数对比表

吸附位点
Ow-Mg ∠H1-Ow-H2 H1-Ow H2-Ow

（Å） （°） （Å） （Å）

吸附前 / 104.2 0.975 0.975
顶位 3.303 104.7 0.974 0.974

长桥位 4.084 104.7 0.972 0.971
短桥位 4.369 104.8 0.974 0.971
空位 2.342 106.2 0.985 0.977

图 6 单个水分子在 MgCl2（1 0 0）表面不同吸附位点处的吸附能

2.2 多个水分子在 MgCl2水合盐纳米孔隙内的吸附特性

为了查明水分子在纯 MgCl2盐在不同尺度狭缝内的吸附特性，根据上述所建狭缝模

型，本文将 MgCl2孔隙宽度 D 设置为 0.5 nm、0.8 nm、1.0 nm 和 1.5 nm，分别计算了其

在 298 K、323 K、373 K 和 473 K 四种温度下的水分子吸附等温曲线，吸附量被定义为

吸附单元中所吸附水分子的个数，计算结果如图 2 所示。值得说明的是，目前相关实验



研究已证实水合盐热化学储能系统内部工作气压为 kPa 级，因此，本文模拟中压力的取

值范围设置为 0-5 kPa。从图 2(a) - (d) 中可以看出，水分子在 MgCl2 盐中 D = 0.5-1.5 nm
孔隙内的吸附等温曲线呈现出明显的微孔吸附特性，即在低压区（0-0.5 kPa）吸附量陡

增，之后随着压力的增加吸附量趋于平缓或缓慢增加。当温度为 298 K 时，在低压区

（0-0.5kPa），孔隙为 0.5nm 的 MgCl2 具有最高的水分子吸附量，之后随着压力的增大，

受孔隙体积的限制，0.5 nm 孔隙内水分子吸附达到饱和，其吸附等温曲线趋于水平。在

高压区（4-5 kPa），0.8 nm 孔隙中的水分子吸附量最高，1.0 nm 和 1.5 nm 孔隙内的水分

子吸附量次之，并且二者的吸附量几乎相等，而 0.5 nm 孔隙内的水分子吸附量最低，在

压力为 5 kPa 时，水分子吸附量分别为 254、328、280 和 270 molecules/cell。

图 2 不同温度下不同孔隙内水分子的吸附等温曲线 (a) 298 K (b) 323 K (c) 373 K (d) 473 K

此外，从图 2 中可以看出在相同温度下，水分子在 MgCl2 晶体 1.0 nm 和 1.5 nm 孔

隙内的吸附等温曲线几乎重合，这意味着对于 MgCl2 晶体而言，当孔隙大于 1.0 nm 时，

孔隙的大小将不再影响其吸水性能。当温度由 298 K 上升到 323 K 时，除 0.5 nm 孔隙外，

其他孔隙内的水分子吸附量均出现明显下降趋势；当温度提高到 373 K 时，各孔隙内的

吸水性能均大幅下降，0.8、1.0 和 1.5 nm 孔隙内的吸附等温曲线重合；当温度提高到 473
K 时，各孔隙内的吸水性能进一步大幅下降。在高压区，0.5、0.8、1.0 和 1.5 nm 孔隙内

的吸水量基本一致，压力为 5 kPa 时，分别为 146、144、141 和 142 molecules/per，这意

味着当温度高于一定范围，MgCl2 晶体内孔隙的大小将不再影响其吸水性能。



相对浓度分布（RC）表示为一定区域内目标分子的局部密度与整个系统的总体密度

之比，通过分析水分子在孔隙中的相对浓度分布，可以清晰的获得水分子的吸附特点和

吸附层结构信息。图 4 为在温度分别为 298 K、323 K、373 K 和 473 K，压力为 5 kPa
的条件下，水分子分别在 0.5 nm，0.8 nm，1.0 nm 和 1.5 nm MgCl2晶体孔隙中的相对浓

度分布。图中 d 表示水分子离孔隙中心的距离，D 为孔隙宽度。从图 4(a)中可以看出，

温度为 298 K 时，水分子在 MgCl2晶体微孔壁面处吸附时出现两个吸附峰，属于多层吸

附。此外，从图 4 中还可以发现，在孔隙宽度 D 以外的区域，RC 并不全为 0，这表明下，

部分水分子突破了 MgCl2晶体的壁面，进入到 MgCl2晶体晶格内部。对比图 4(a) - (d)，
可以发现随着温度的升高，MgCl2晶体壁面第二个吸附峰的峰值不断减小，当温度升高

到 473 K 时，除 0.5 nm 孔隙，其他孔隙内均仅呈现一个吸附峰，水分子在 MgCl2晶体微

孔壁面处吸附由多层吸附转变为单层吸附。其主要原因是第二个吸附峰依靠氢键形成，

氢键键能较低，随着温度的增加，氢键断裂，第二吸附峰中的水分子不断脱附直至消失。

而第一个吸附峰依靠 MgCl2晶体微孔壁面处的高能吸附位点形成，第一个吸附峰内的水

分子与 MgCl2晶体壁面间的相互作用能大于氢键键能，故第一个吸附峰内的水分子不易

随着温度的增加而发生脱附。

图 4 不同孔隙内水分子的相对浓度分布曲线 (a) 298 K (b) 323 K (c) 373 K (d) 473 K

3 结论



本文通过 MgCl2表面模型，采用 DFT 方法研究了单个水分子的吸附过程，从吸附位

点，吸附构型和吸附能等角度探究了水分子在 MgCl2晶体表面的吸附特性。此外，基于

狭缝模型，采用 GCMC 方法对 MgCl2 微纳米孔隙内的水分子吸附量和浓度分布等统计

参数进行了研究，并查明了孔径，温度和压力对吸附量的影响，具体结论如下：

1) 水分子吸附后，MgCl2 晶体界面规则的原子排列受到破坏，部分水分子突破第

一原子层，使得 MgCl2 晶体吸附界面处的稳定性降低，为后续进一步吸附直至

潮解创造了条件。

2) 顶位和桥位是水分子在 MgCl2晶体表面主要的吸附位点，吸附稳定后，水分子

位于空位和顶位处的吸附能低至-124.4 kJ/mol 和-100.5 kJ/mol，以上结果表明单

个水分子在 MgCl2（1 0 0）空位和顶位处的吸附属于化学吸附。

3) 温度和孔隙尺寸对 MgCl2的吸水性有着明显的影响，然而，当孔隙大于 1.0 nm
时，孔隙的大小将不再影响 MgCl2 的吸水性能；当温度大于 473 K 时，孔隙的

大小也将不再影响其吸水性能。随着温度的升高，水分子在 MgCl2晶体壁面处

吸附由多层吸附逐步转变为单层吸附。
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